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Drückwalzen als inkrementelles Umformverfahren ist aufgrund seiner Verfahrenscharakteris-
tik mit sehr hohen Rechenzeiten bei der Finite-Elemente-Methode (FEM) verbunden. Die 
Modelle ModIni und FloSim sind zwei analytisch-elementare Ansätze, um dieser Prämisse 
entgegenzuwirken. Das für ModIni entwickelte Geometriemodell wird in der vorliegenden 
Arbeit weiterentwickelt, so dass eine werkstoffunabhängige Berechnung der Staugeometrie 
ermöglicht wird und ein deutlich größeres Anwendungsspektrum der Methode bereitsteht. 
Die Simulationsmethode FloSim basiert auf dem oberen Schrankenverfahren und ermöglicht 
somit eine Berechnung von Zylinderdrückwalzprozessen innerhalb weniger Minuten. Für die 
Optimierung der Methode FloSim wurden in der vorliegenden Arbeit die analytischen Grund-
lagen für die Berechnung der Bauteillänge sowie der Umformzonentemperatur während des 
Prozesses erarbeitet. Weiterhin wurde auf Basis von numerisch realisierten Parameteranaly-
sen ein Ansatz für die analytische Berechnung des Vergleichsumformgrades von 
Drückwalzprozessen entwickelt. Diese drei Ansätze, zu Bauteillänge, Temperatur und Um-
formgrad wurden in die Simulationssoftware FloSim integriert und führen zu einer deutlichen 
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Flow Forming as incremental forming process is connected with extreme long computation 
times for Finite-Element-Analyses. ModIni and FloSim are two analytical/elementary models 
to antagonize this situation. The geometry model, which was developed for ModIni, is im-
proved within the presented work. The improvement enables the material independent 
computation of the pile-up geometry and permits a wider application scope of ModIni. The 
simulation method FloSim is based on the upper bound method, which enables the computa-
tion of cylindrical Flow Forming processes within minutes. For the optimization of the method 
FloSim, the basics for the analytical computation of the workpiece length during the process 
and the computation of the forming zone temperature were developed within this work. Fur-
thermore, an analytical approach for the computation of the equivalent plastic strain of 
cylindrical Flow Forming processes was developed based on numerical parameter analyses. 
This tree approaches for computing the workpiece length, the temperature and the equiva-
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Einleitung  1 
1 Einleitung 
„Kleine Schritte sind besser als keine Schritte“ (Willy Brandt 1913 - 1992) 
Bereits vor Jahrhunderten stellten die Menschen 
fest, dass zur Herstellung verschiedener Bauteile 
sprichwörtlich kleine Schritte besser sind als gar 
keine Schritte. Die Anwendung inkrementeller 
Umformverfahren, d.h. von Umformverfahren, die 
viele kleine Umformschritte benötigen, ermög-
lichte die Herstellung komplexerer Bauteile z.B. 
im Bereich des Kunsthandwerks, welche sonst 
nicht möglich gewesen wären. Die dabei ver-
wendeten einfachen Holzwerkzeuge (Bild 1-1) 
waren flexibel einsetzbar. Die inkrementellen 
Umformverfahren, denen auch das Drückwalzen 
zuzuordnen ist, gehören daher zu den ältesten 
spanlosen Fertigungsverfahren. Mit der späteren 
Industrialisierung und der Verwendung elektrisch 
angetriebener Maschinen verlor das Drückwalzen während des 20. Jahrhunderts etwas an 
Bedeutung, da für einen effektiven Einsatz eine exakte Steuerung des Prozesses notwendig 
ist [Gro-05a]. Mit der fortschreitenden Entwicklung der Steuerungstechnik gewannen die Ver-
fahren in den letzten Jahrzehnten wieder zunehmend an Bedeutung [Gro-11]. Drückwalzen 
hat sich dabei als variables und kostengünstiges Verfahren besonders für kleine und mittlere 
Losgrößen, z.B. für die Herstellung von Getriebekomponenten [Kra-00, Rei-97, Säu-00, 
Smö-95], etabliert. Die gefertigten Bauteile haben eine gesteigerte Festigkeit und eine ver-
besserte Oberflächenqualität [Dre-73, Gro-11]. Das Verfahren kann insgesamt hohen 
Qualitätsanforderungen gerecht werden und durch die teilweise Möglichkeit der Einsparung 
von kompletten Arbeitsgängen kann eine Reduzierung der Fertigungskosten um bis zu 50 % 
erreicht werden [Len-00, Rac-00, Rol-97]. Die herstellbaren Abmessungen nehmen dabei, im 
Vergleich zu eher kleinen Teilen früherer Zeiten, enorm zu. So ermöglicht die weltweit größte 
Drückwalzmaschine der Firma Leifeld Metal Spinning AG, die Herstellung von Bauteilen bis 
zu 9 m Länge im Gleichlaufverfahren und bis zu 13 m im Gegenlaufverfahren. Es kann ein 
maximales Rohrgewicht von vier Tonnen bearbeitet werden [Nil-10]. 
Die Auslegung des Prozesses für die jeweiligen Bauteile erfordert dabei ein sehr hohes Maß 
an Prozessverständnis und vor allem Erfahrung des Prozessplaners. Für die Unterstützung 
des Auslegungsprozesses sowie die detaillierte Analyse des Verfahrens sind daher geeigne-
te Modellierungsmethoden von entscheidender Bedeutung. Die Finite-Elemente-Methode 
(FEM), die sich als Werkzeug in der Ingenieurstechnik etabliert hat, ist hier mit enormen Re-
chenzeiten verbunden. Zur Reduzierung dieser wurden z.B. Modelle im Rahmen des 
SPP1146 „Modellierung inkrementeller Umformverfahren“ entwickelt [Awi-10, Gro-05b]. Es 
wurden jedoch auch eigenständige Simulationslösungen wie FloSim entwickelt [Ufe-06]. 
Durch die vorliegende Arbeit wird ein Beitrag zur Optimierung sowohl des Modells FloSim als 
auch die Möglichkeit zur Beschleunigung der FEM-Simulation geleistet.  
Bild 1-1: Historische Drückmaschine  
[Lei-97] 
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2 Stand der Technik 
2.1 Das Verfahren Drückwalzen 
Drückwalzen wird aufgrund der mehrachsigen Druckspannungen nach [DIN 8580, DIN 8582] 
als Druckumformverfahren eingeordnet. Weiterhin kann es nach [DIN 8583-2] dem Walzen 
und hier näher dem Schrägwalzen zugeordnet werden (Bild 2-1).  
 
Bild 2-1: Einordnung in die Fertigungsverfahren nach DIN 
 
Das Zylinderdrückwalzen kann grundlegend in die zwei Verfahrensvarianten Gleich- und 
Gegenlauf untergliedert werden (Bild 2-2). 
 
Bild 2-2: Verfahrensvarianten Gleich- (links) und Gegenlauf (rechts) des Drückwalzens 
 
Dabei verfahren die Rollen mit einem definierten Vorschub in axiale Richtung auf dem Werk-
stück, welches sich spielarm auf dem Dorn befindet, und durch diesen in Rotation versetzt 
wird. Mittels Reibschluss werden auch die Rollen in Rotation versetzt. Diese sind weiterhin in 
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radiale Richtung zugestellt, wodurch eine Reduzierung der Werkstückwandstärke erzielt 
wird. Das im Drückspalt zwischen Rolle und Dorn verdrängte Material fließt vorwiegend in 
axiale Richtung und führt somit zur Längung des Werkstückes. Beim Gleichlaufverfahren 
wird als Ausgangswerkstück ein Napf verwendet, der auf dem Dorn mit Hilfe eines Gegen-
halters fixiert wird. Das Material fließt in Vorschubrichtung der Rollen. Der noch nicht 
umgeformte Teil des Werkstückes wird so vor den Rollen hergeschoben, was dazu führt, 
dass diese Variante weniger produktiv ist, da der Werkzeugvorschub über die gesamte Län-
ge des fertigen Bauteils realisiert werden muss. Beim Gegenlaufverfahren wird als Rohling 
meist ein rohrförmiger Körper verwendet, der durch die angreifenden Rollen in axiale Vor-
schubrichtung gegen das Futter gepresst wird. Das während der Umformung verdrängte 
Material ist somit gezwungen entgegen der Vorschubrichtung zu fließen. Diese Verfahrens-
variante bietet Vorteile bei Werkstoffen, die keine hohen Zugspannungen ertragen können 
[Won-03]. Aus dem gleichen Vorschubweg resultiert bei dieser Variante eine größere End-
bauteillänge als beim Gleichlauf. Nachteilig ist jedoch, dass es im Vergleich zum 
Gleichlaufverfahren zu größeren Abweichungen in der Geradheit des Rohres kommen kann 
[Sin-90]. Generell können beide Varianten hohen Qualitätsanforderungen gerecht werden. 
Bild 2-3 zeigt beispielhaft durch Drückwalzen gefertigte Bauteile. Aufgrund der sehr kleinen 
Umformzone und der daraus folgenden großen Anzahl an einzelnen Umformschritten wer-
den sehr hohe Umformgrade erreicht [Lan-84]. So können selbst schwer umformbare 
Werkstoffe effizient umgeformt werden [Ste-65, Gro-07b, Ple-09, Jol-10].  
Heutzutage zum Einsatz kommende Maschinen verwenden meist drei Rollen, die um 120° 
versetzt sind. Durch den Einsatz mehrerer Rollen wird sowohl die Produktivität gesteigert als 
auch ein Kräftegleichgewicht gewährleistet, womit eine Auslenkung des Dorns verhindert 
werden kann. Bild 2-4 zeigt den Arbeitsraum einer solchen Maschine. 
 
Bild 2-3: Beispiel für Drückwalzteile  
[MSR-12a] 
 
Bild 2-4: Arbeitsraum einer Drei-Rollen-
Drückwalzmaschine [MSR-12b] 
 
Drückwalzen wird zur Fertigung eines vielfältigen Spektrums von rotationssymmetrischen 
Teilen eingesetzt. Die Vorteile des Verfahrens kommen besonders bei dünnwandigen Werk-
stücken, wie z.B. Hydraulikzylindern, Pneumatikkomponenten oder Triebwerken für Raketen 
und Flugzeuge zum Tragen [Neu-05, Sav-07]. Es werden aber auch Spezialteile, wie z.B. 
Mörserkanonenrohre, durch Drückwalzen hergestellt [Fon-08]. Der theoretisch mögliche Ab-
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streckgrad der Wandstärke nach [Nil-10] beträgt 75 % bis 90 %; üblicherweise liegt dieser 
jedoch zwischen 30 % bis 50 % [Woe-02]. Der Abstreckgrad εR beschreibt die absolute 
Wanddickenreduktion Δs bezogen auf die Ausgangswandstärke in Prozent. Der wesentlichs-
te Einflussfaktor für die Realisierung einer bestimmten Abstreckung ist das 
Formänderungsvermögen des Werkstoffes. Neben Bauteilen mit kontinuierlicher Wandstärke 
sind durch eine geeignete Steuerung der Rollen auch Bauteile mit über der Länge variieren-
der Wandstärke möglich (Bild 2-3). Durch den Einsatz profilierter Dorne können auch 
innenverzahnte Werkstücke hergestellt werden [Bir-85, Gro-04, Gro-06, Jia-09, Liu-09,  
Rac-03, Zab-06]. 
Die durch Drückwalzen bearbeitbaren Werkstoffe umfassen dabei je nach Bauteilanforde-
rung die verschiedensten Stähle (St52, C15, 42CrMo4) und Aluminiumlegierungen (AlMg3, 
AlCuMg2) sowie hochfeste Titanlegierungen (Ti6Al4V) und hochwarmfeste Nickelbasislegie-
rungen (Inconel 718) [Bri-08]. Niedrig legierte Stähle werden dabei z.B. für Getriebeteile 
verwendet [Säu-00]. Titan- und Nickelbasislegierungen kommen in der Luft- und Raumfahrt 
zum Einsatz [Dur-02, Sav-07].  
 
2.2 Verfahrenscharakteristika 
Die genannten Einsatzmöglichkeiten zeugen von der Vielseitigkeit des Verfahrens. Es ist 
jedoch aufgrund der Vielfalt der Einflussparameter, die das Prozessergebnis beeinflussen 
(Bild 2-5), sehr schwierig eine optimale Parameterauswahl für den jeweiligen Anwendungs-
fall zu finden. Dies stellt eine große Herausforderung für den Prozessplaner dar, da 
bestimmte Verfahrensparameter oft mehrere Qualitätsmerkmale unterschiedlich beeinflus-
sen, und erfordert viel Erfahrung.  
 
Bild 2-5: Einflussparameter auf das Drückwalzergebnis in Anlehnung an [Ufe-06] 
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Eine besondere Charakteristik des Verfahrens ist der sogenannte quasistationäre Zustand, 
indem sich nach einem bestimmten Verfahrweg ein Gleichgewicht einstellt, d.h. die Pro-
zessparameter wie Kräfte, Drehmomente und Temperatur in der Umformzone erreichen 
einen stationären Zustand. Ebenso bleibt die Größe des Materialstaus vor der Rolle nahezu 
konstant und dieser bewegt sich kontinuierlich über die Bauteillänge.  
 
2.2.1 Geometrie und Werkstofffluss 
Durch die beim Drückwalzen im Verhältnis zum Bauteilvolumen sehr kleine Umformzone und 
die allseitige Behinderung des Werkstoffflusses durch das umgebende Material bilden sich 
vor der Drückrolle ein Materialstau und eine Wulst (Bild 2-6). Die Begriffe Stau und Wulst 
werden von unterschiedlichen Autoren für verschiedene Geometrieparameter des Drückwal-
zens verwendet. Für die vorliegende Arbeit wird die Begriffsdefinition nach HEROLD 
verwendet. Hierbei bezeichnet der Stau die Durchmesservergrößerung vor der Rolle an der 
Außenseite des Bauteils. Als Wulst wird das Abheben des Materials, d.h. die Aufweitung des 
Innendurchmessers unter der Rolle bezeichnet.  
 
Bild 2-6: Beispielbauteil zur Verdeutlichung von Stau und Wulst (εR = 80 %, α = 30°) 
 
Der Stau führt zu einer Vergrößerung der Kontaktfläche zwischen Werkstück und Rolle. In 
Verbindung mit den zusätzlichen Formänderungen, die daraus resultieren, führt der Stau zu 
höheren Prozesskräften, da das bereits in den Stau verdrängte und verfestigte Material wie-
der gestaucht werden muss. Beeinflusst wird die Größe der Staubildung besonders durch 
den Vorschub, den Rollendurchmesser und Arbeitswinkel sowie die auftretende Reibung und 
die gesamte zu realisierenden Wandstärkenreduktion. Abstreckgrad, Rollenarbeitswinkel und 
Vorschub sind auch die Prozessparameter, die die Ausbildung der Wulst beeinflussen. 
Die allseitige Behinderung des Materialflusses durch das umgebende Material führt zu kom-
plexen Spannungs- und Formänderungsverhältnissen inklusive Stau- und Wulstbildung. 
Durch das Auftreten von Stau und Wulst kann die Umformzone in einen primären und einen 
sekundären Teil unterteilt werden. In der sekundären Umformzone wird das Material vor der 
Rolle aufgestaut und führt zu einer Streckung. Anschließend wird es in der primären Um-
formzone, direkt unter der Rolle, bis auf die endgültige Wandstärke gestaucht. Dieses 
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wiederholte Strecken und Stauchen wird durch den sogenannten Walkeffekt beschrieben. 
Diese Unterteilung der Umformzone sowie die sich ergebenden Umformbedingungen für das 
Drückwalzen sind im folgenden Bild 2-7 dargestellt.  
 
Bild 2-7: Unterscheidung der auftretenden Formänderungen in Anlehnung an [Gor-95] 
 
Das Auftreten des beschriebenen Materialstaus erschwert eine analytische Beschreibung 
der Umformzone bzw. der gedrückten Fläche zwischen Werkstück und Rolle. 
Die meisten Ansätze zur Beschreibung der Kontaktfläche zwischen Werkstück und Drückrol-
len und der Umformzone beruhen auf einer radialen Ausrichtung der Umformzone, wie sie 
BILGRAM [Bil-77] definierte. Hierbei wird davon ausgegangen, dass die Kontaktfläche annä-
hernd durch eine Verschneidung der Drückrollenoberfläche mit dem Werkstück  
(Bild 2-8 links) ermittelt werden kann. Die Ausrichtung der Umformzone ist dann in radialer 
Richtung senkrecht zur Drückrollenoberfläche (Bild 2-8 rechts). Das heißt, die untere Be-
grenzung bildet die Dornoberfläche, die obere Begrenzung die Kontaktfläche und die 
Begrenzung in Umfangsrichtung ergibt sich durch die Lote der Berandungspunkte auf die 
Rotationsachse.  
 
Bild 2-8: Kontaktfläche und Umformzone nach BILGRAM [Bil-77] 
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Anhand dieser Annahmen kann nach HEROLD [Her-94] die gedrückte Fläche Ad (Gl. 2.1) aus 
der gedrückten Länge ld (Gl. 2.2) und Breite bd (Gl. 2.3) berechnet werden. Diese sind ab-
hängig von der gesamten Wandstärkenreduktion Δsges, dem Arbeitswinkel der Rollen α, dem 
Rollendurchmesser dr und dem Endaußendruchmesser des Werkstückes daws. 





















b    (Gl. 2.3) 
 
Die Staubildung ist bisher in diesem Ansatz nicht integriert. Grundsätzlich wäre dies jedoch 
über die gedrückte Länge möglich. 
Der aktuellste Ansatz zur Beschreibung der Kontaktfläche zwischen Rolle und Werkstück 
stammt von ROY et al. [Roy-10]. Hierin wird ein analytischer Beschreibungsansatz für allge-
meine Drückwalzprozesse hergeleitet. Es wird von einer Unterteilung der Kontaktfläche in 
eine Eintrittszone, eine Übergangszone und eine Austrittszone ausgegangen (Bild 2-9). Die 
Begrenzung der Kontaktfläche wird über drei Berandungskurven realisiert. Über die Berech-
nung der Endpunkte dieser Berandungskurven wird die Begrenzung der Kontaktfläche in 
allen drei Raumrichtungen bestimmt. Anschließend erfolgt eine finite Unterteilung der sich 
ergebenden Fläche, um diese in allen Dimensionen wiedergeben zu können. Die Genauig-
keit der Flächenabbildung hängt dementsprechend von der gewählten Teilung ab. In einem 
Vergleich der analytisch bestimmten Fläche mit experimentellen Daten aus 3D-Analysen 
konnte eine gute Übereinstimmung nachgewiesen werden. Der entwickelte Ansatz gilt je-
doch nur für die quasistationäre Prozessphase. Ein weiterer Nachteil ist die 
Nichtberücksichtigung der Staubildung. 
 
Bild 2-9: Kontaktfläche nach ROY et al. [Roy-10] 
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Aufbauend auf der Beschreibung der Kontaktfläche und der Umformzone muss der Werk-
stofffluss während des Prozesses beschrieben werden. Dieser ist in seiner Gesamtheit vor 
allem abhängig vom Vorschub, dem Abstreckgrad und dem gewählten Arbeitswinkel. Das 
verdrängte Material fließt vorrangig in axiale Richtung, ein geringer Teil des Werkstoffes 
fließt jedoch auch in tangentiale Richtung. Dieser ist im Vergleich zum axialen jedoch so ge-
ring, dass er für vereinfachte Betrachtungen vernachlässigt werden kann [Ufe-06]. 
Hinsichtlich des Werkstoffflusses in axiale Richtung kann nach HAYAMA [Hay-79] eine Unter-
scheidung in den Teil, der in den Stau fließt, und den Teil, der zur Längung des Bauteils 
beiträgt, vorgenommen werden. Für die Berechnung des Werkstoffflusses muss dies be-
rücksichtigt werden. 
 
2.2.2 Berechnung von Formänderung/Umformgrad 
Für die Betrachtung der auftretenden Formänderungen und dem daraus resultierenden Um-
formgrad von Drückwalzprozessen ist es nicht ausreichend nur die Anfangs- und 
Endabmessungen des Bauteils zu berücksichtigen, da durch die beschriebene Staubildung 
in axiale und tangentiale Richtung zusätzliche (redundante) Formänderungen hervorgerufen 
werden. Es tritt ein sogenannter „Walkeffekt“ auf, d.h. das Material wird in der sekundären 
Umformzone (Stau) gestreckt und anschließend beim Eintritt in die primäre Umformzone 
(unter der Rolle) wieder gestaucht. Es treten weiterhin in axiale als auch in tangentiale Rich-
tung starke innere Schiebungen auf. 
HEROLD et al. [Her-94, Her-98] beschäftigten sich mit der Betrachtung und theoretischen Be-
stimmung der redundanten Formänderungen. Der entwickelte Ansatz zur Ermittlung des 
Gesamtumformgrades (Gl. 2.4) beruht teilweise jedoch auf groben Schätzungen. Denn die 
durch Stau- und Wulstbildung hervorgerufene zusätzliche Formänderung ϕz, die sich aus 
einem axialen und einem tangentialen Anteil zusammensetzt, kann experimentell nicht exakt 
bestimmt werden.  











































































Vid  (Gl. 2.5) 
Für das inkrementelle Verfahren Schrägwalzen entwickelte EICKEN [Eic-71] einen erweiterten 
Ansatz, der es ermöglicht die zusätzlich auftretenden Formänderungen durch die inneren 
Schiebungen in axiale, tangentiale und Torsionsrichtung (Bild 2-10) im Bauteil zu berück-













atortarv     (Gl. 2.6) 
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Bild 2-10: Ansatz zur Ermittlung der Umformgradanteile aus den inneren Schiebungen [Eic-71] 
 
Dieser sollte grundsätzlich auf andere Rohrwalzverfahren übertragbar sein. BINOTSCH  
[Bin-09] untersuchte, inwieweit der Ansatz nach EICKEN für das Kocks-Rotation-Mill 
(KRM)-Planetenschrägwalzen eingesetzt werden kann. Hierfür wird ein über Sensoren defi-
niertes Volumenelement in ein FEM-Modell eingebracht. Der mittels des erweiterten 
Ansatzes nach EICKEN berechnete Umformgrad ist um ein Vielfaches höher als der nominel-
le, beträgt aber im Vergleich zur FEM nur 50 %. Es lässt sich daraus schlussfolgern, dass 
auch mit diesem Ansatz nicht alle redundanten Formänderungen, bzw. nicht alle in ange-
messenem Maße, berücksichtigt werden können. 
Um die redundanten Formänderungen versuchstechnisch zu untersuchen, brachten MOHEB-
BI et al. [Moh-10] nichtrotationssymmetrische Stifte in ein mittels Drückwalzen im Gleichlauf 
bearbeitetes Werkstück ein. Diese Stifte waren in axiale und tangentiale Richtung ausgerich-
tet. So konnten die auftretenden Verformungen verdeutlicht und mit entsprechenden 
FEM-Simulationen abgeglichen werden. Es werden jedoch keine Ansätze zur Berechnung 
des Umformgrades von Drückwalzprozessen abgeleitet. 
Den Zusammenhang zwischen Härte und Umformgrad untersuchten ROY et al. [Roy-09], 
indem bei der Bearbeitung von Näpfen mittels Drückwalzen die eingebrachten Formände-
rungen auf Basis der Berkovich Mikrohärte beurteilt wurde. Die daraus berechneten 
Umformgrade sind jedoch gleich denen, die aus den Endabmessungen des Bauteils ermittelt 
werden. Somit ist diese Vorgehensweise ebenfalls nicht geeignet, die redundanten Formän-
derungen zu berücksichtigen. 
Wie bereits genannt, sind die durch Drückwalzen gefertigten Bauteile, aufgrund der großen 
Formänderungen, durch eine gesteigerte Festigkeit gekennzeichnet [Gro-11, Mas-10]. ROLL 
[Rol-97] postuliert eine Kaltverfestigung von bis zu 50 %. Die Verfestigung resultiert aus der 
Ansammlung von Versetzungen, wodurch die Bewegung/Verdrängung bzw. die Neubildung 
von Versetzungen erschwert wird. Das heißt, es muss eine größere Spannung in das Werk-
stück eingebracht werden, um eine plastische Formänderung einzuleiten oder 
aufrechtzuerhalten.  
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Besonders bei kleinen Vorschüben und der daraus resultie-
renden hohen Überrollungszahl des Werkstückes sind die 
eingebrachten Formänderungen jedoch so groß, dass das 
Formänderungsvermögen des Werkstoffes überschritten wird 
und es zu einer Schuppenbildung an der Oberfläche kommt 
(Bild 2-11).  
Die sehr hohen Umformgrade bei inkrementellen Umformver-
fahren wie dem Drückwalzen bieten jedoch auch ein 
besonderes Potenzial, z.B. für eine Kornfeinung des umge-
formten Werkstoffes bis in den ultrafeinkörnigen bzw. 
nanokristallinen Bereich [Neu-09, Neu-10].  
 





Die großen Formänderungen und das hohe Spannungsniveau in der Umformzone führen zu 
einer teilweise sehr hohen Bauteilerwärmung von bis zu 400 °C. Die Temperaturentwicklung 
ist ebenfalls stark abhängig vom verwendeten Werkstoff. Während z.B. in Versuchen mit 
dem Stahl 42CrMo4, je nach Prozessparameter, Temperaturen von ca. 250 °C bis 350 °C 
erreicht wurden, lagen diese beim Werkstoff AlMg3 nur bei ca. 100 °C. Höherfeste Werkstof-
fe weisen eine deutlich höhere Wärmeentwicklung auf. Bei der Bearbeitung von 
Stahlwerkstoffen ohne zusätzliche Kühlung sind die hohen Umformtemperaturen auch im 
Nachhinein noch gut anhand von Anlauffarben des Materials sichtbar (Bild 2-12). 
Weitere Einflussfaktoren auf die Wärmeentwicklung sind die 
gegebenen Reibbedingungen, das Spiel zwischen Werkstück 
und Drückdorn, die Verwendung eines Kühlmittels sowie die 
Drehzahl. Der Temperaturverlauf in der Umformzone hat 
starken Einfluss auf das Umformverhalten des Werkstückes, 
da die Fließspannung des Materials maßgeblich beeinflusst 
wird. So wird in [Awi-05] postuliert, dass bei 100Cr6 Ab-
streckgrade von bis zu 80 % erreicht werden können, wenn 
die Umformtemperatur oberhalb des Bereiches der 
Blausprödigkeit (200 °C bis 300 °C) liegt, jedoch mit einge-
schränkter Oberflächenqualität.  
 
Bild 2-12: Anlauffarben an 
einem Drückwalzteil 
2.2.4 Werkzeugparameter 
Der Hauptgrund für die Wirtschaftlichkeit und den flexiblen Einsatz des Verfahrens sind die 
einfachen Werkzeuggeometrien. Sowohl Drückdorn als auch Drückrollen sind nicht an die 
Herstellung/Geometrie eines bestimmten Werkstückes gebunden, sondern können für unter-
schiedliche Teile genutzt werden. Die Einschränkung des Dorns liegt nur darin, dass die 
Bauteile den gleichen Innendurchmesser/Innengeometrie aufweisen müssen. Als Rollen 
werden in den meisten Fällen Doppelkegelrollen (Bild 2-13) eingesetzt. Diese werden  
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beschrieben über den Durchmesser dR, den Ar-
beitswinkel α sowie den Freiwinkel αF. Je größer der 
Durchmesser der Drückrollen, desto größer sind die 
benötigten Prozesskräfte, da die Kontaktfläche zwi-
schen Werkstück und Werkzeug größer wird. Mit 
zunehmendem Arbeitswinkel wird die Staubildung in 
axiale Richtung vor der Rolle größer. Um eine bes-
sere Oberflächenqualität des Werkstückes zu 
gewährleisten, sollte der Übergang zwischen Ar-
beitsfläche und Freifläche mit einem Radius von ca. 
1-3 mm ausgeführt werden [Neu-05]. 
 
Bild 2-13: Geometrie Doppelkegelrolle 
mit Kenngrößen 
Für eine optimale Werkstückqualität hinsichtlich Toleranzen und Oberflächenqualität sollten 
sowohl Dorn als auch Rollen einen guten Rundlauf und eine geglättete Oberfläche aufwei-
sen. Daher werden diese im Regelfall gehärtet und poliert.  
 
2.3 Modellierung mit elementaren Methoden 
2.3.1 Schrankenverfahren 
Für die Modellierung des Drückwalzens auf Basis der elementaren Plastizitätstheorie wurden 
die sogenannten Schrankenverfahren (untere und obere) genutzt. Hierbei handelt es sich um 
elementare Ansätze, auf deren Basis eine Berechnung der Leistung von Umformprozessen 
erfolgen kann. Die für den Prozess notwendige Leistung und schlussendlich die notwendige 
Kraft kann durch Annäherung mit einer unteren und einer oberen Schranke eingegrenzt wer-
den. Die Forderung nach einer möglichst exakten Lösung wird dabei aufgeteilt, indem die 
untere Schranke einem statisch zulässigen Spannungsfeld genügen muss und die obere 
Schranke einem kinematisch zulässigen Geschwindigkeitsfeld. Die obere Schranke sollte 
möglichst niedrig und die unterer Schranke möglichst hoch sein, um die tatsächliche Lösung 
einzugrenzen. Bei ingenieurtechnischen Fragestellungen ist der maximale Umformkraftbe-
darf, z.B. als Auswahlkriterium für die zu verwendende Umformmaschine, meist die 
entscheidende Größe, weshalb in vielen umformtechnischen Fragestellungen das obere 
Schrankenverfahren angewendet wird. Die statische Zulässigkeit gilt hierbei als gegeben und 
die kinematische, d.h. das Geschwindigkeitsfeld, wird angenommen. [Doe-10] 
Auch in der Mehrzahl der analytischen Ansätze für die Beschreibung des Drückwalzens wird 
das obere Schrankenverfahren verfolgt [Bil-77, Hay-79, Gur-82, Fen-84, Par-97, Pau-99, 
Ufe-06].  
BILGRAM [Bil-77] definierte z.B. einen Ansatz, in dem er zunächst die Geschwindigkeit eines 
Massenpunktes in der Umformzone definiert und daraus dann die entsprechende Umform-
geschwindigkeit ermittelt. Die Gesamtleistung des Prozesses ergibt sich aus der Integration 
über dem umgeformten Volumen. Die berechneten Kraftwerte liegen jedoch deutlich unter-
halb experimentell bestimmter Werte. Dies begründet sich z.B. durch die 
Nichtberücksichtigung der Verfestigung des Materials als auch durch die zusätzliche Leis-
tung, die durch die Staubildung notwendig ist.  
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HAYAMA et al. [Hay-79] nutzten ebenfalls die obere Schranke in ihren Arbeiten. Es wurden 
die Umformgeschwindigkeiten in radiale, tangentiale und axiale Richtung unter Einbeziehung 
empirisch ermittelter Korrekturfaktoren definiert. Durch die Integration der Geschwindigkeit 
über dem entsprechenden Volumen und der Berücksichtigung der Werkstofffestigkeit wird 
dann die Prozessleistung ermittelt. Anhand dieser kann zunächst die Radialkraft berechnet 
werden und aus dieser, basierend auf geometrischen Beziehungen, die Tangential- und Axi-
alkraft. Die berechneten Werte stimmen gut mit experimentell ermittelten überein. Der 
formulierte Ansatz ist jedoch nur für den quasistationären Zustand des Prozesses gültig. Des 
Weiteren wird die Stau- und Wulstbildung vernachlässigt. 
Die Definition und den Einfluss unterschiedlicher Geschwindigkeitsfelder untersuchten so-
wohl PARK et al. [Par-97] als auch PAUNOIU et al. [Pau-99]. PARK definierte die 
Geschwindigkeitsfelder für ein Zylinderkoordinatensystem und ermittelte unter Variation die-
ser den optimalen Arbeitswinkel und Abstreckgrad für seinen betrachteten Prozess. PAUNOIU 
untersuchte unterschiedliche Formen von Geschwindigkeitsfeldern und leitete Empfehlungen 
für die Anwendung unterschiedlicher Modelle für verschiedene Rollengeometrien ab. 
 
2.3.2 Formänderungsmodellmethode (FMM) 
Auf Basis elementarer Ansätze wurden auch spezielle Simulationsmethoden, in Verbindung 
mit softwaretechnischen Einzellösungen, für die Abbildung inkrementeller Umformverfahren 
entwickelt. Eine solche ist die von HEROLD entwickelte Formänderungs-Modell-Methode 
(FMM) [Her-97], die für die Verfahren Zylinderdrückwalzen [Awi-01, Her-98] und Bohrungs-
drücken [Awi-02] angewendet wurde. Bei der FMM wird davon ausgegangen, dass 
inkrementelle Umformvorgänge wie das Drückwalzen grundsätzlich in zwei separate Um-
formvorgänge unterteilt werden können (Bild 2-14) [Awi-01]. Zum einen ist das der 
konventionelle Umformvorgang, in dem die Anfangsgeometrie des Werkstückes in die End-
geometrie überführt wird. Zum anderen handelt es sich um einen überlagerten Walkvorgang, 
der keine bleibende Geometrieänderung bewirkt.  
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Bild 2-14: Auftretende Formänderungsvorgänge bei inkrementellen Umformvorgängen [Awi-01] 
 
Die Berechnung globaler Ergebnisgrößen, wie der Kräfte, erfolgt auf Basis einer energeti-
schen Betrachtungsweise, da die dem Werkstück zugeführte Energie experimentell relativ 
einfach und genau bestimmt werden kann. Anhand der für die verwendeten Werkstoffe be-
kannten Fließspannung und einem empirisch entwickelten Ansatz für die Berechnung der 
zusätzlichen Vergleichsformänderung wird die erforderliche Umformarbeit berechnet. Diese 
dient dann als Ausgangsgröße für die Berechnung von Kräften und Drehmomenten. Die Gül-
tigkeit der Methode beschränkt sich jedoch auf den quasistationären Zustand des Prozesses. 
Die berechneten globalen Prozesskenngrößen zeigen deutliche Schwankungen, was die 
Allgemeingültigkeit einschränkt. Weiterhin ist es mit dieser Methode nicht möglich die erzielte 
Geometrieänderung d.h. den Werkstofffluss abzubilden. 
 
2.3.3 FloSim 
Wie bereits erwähnt, basiert die an der Professur Virtuelle Fertigungstechnik entwickelte Si-
mulationsmethode und das darauf aufbauende Simulationsprogramm FloSim auf dem 
oberen Schrankenverfahren. Das Programm ermöglicht eine schnelle Simulation des Pro-
zesses zur Ermittlung der Leistungs- und Kraftanteile sowie Umformgrade [Ufe-06]. Auf 
Basis definierter linearer Geschwindigkeitsfelder wird die Gesamtleistung des Prozesses aus 
den drei Leistungsanteilen Umformleistung PU, Reibleistung PR und Scherleistung PS ermit-
telt (Bild 2-15). 
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Bild 2-15: Zusammensetzung der Prozessleistung für einen Umformschritt [Ufe-06] 
 
Die Umformleistung resultiert dabei aus der Umformung eines Volumenelements während 
einer Überrollung (Gl. 2.7). 
  
V V
vfijijfU dVkdVkP  3
2
     (Gl. 2.7) 
Dabei beschreibt kf die Fließspannung des Werkstoffes und V  die Vergleichsumformge-
schwindigkeit.  
Die auftretende Reibleistung, die aus dem Kontakt von Werkzeug und Werkstück resultiert, 
berechnet sich mit: 
  
RA
RRRR dAvP         (Gl. 2.8) 
Dabei ist ΔvR die Geschwindigkeitsdifferenz zwischen Werkstück und Werkzeug in der Be-
rührungsfläche AR. 
Während der Umformung entsteht durch die Geschwindigkeitsdifferenz der einzelnen Volu-
menelemente ein diskontinuierliches Geschwindigkeitsfeld in axialer und tangentialer 
Richtung. Die daraus resultierende Scherleistung wird berechnet mit: 
  
SA
SSS dAvP max        (Gl. 2.9) 
Hierbei beschreibt ΔvS den Geschwindigkeitsunterschied zwischen den einzelnen Volumen-
elementen.  
Die Gesamtleistung des Prozesses ergibt sich somit aus (Gl. 2.10). 
 SRUges PPPP         (Gl. 2.10) 
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          (Gl. 2.11) 
Die Beschreibung der Kontaktfläche (gedrückte Fläche) zwischen Werkstück und Rollen und 
somit die Beschreibung der axialen und tangentialen Ausdehnung der Umformzone erfolgt 
auf Basis der unter Abschnitt 2.2.1 dargelegten Ansätze. Die gedrückte Fläche ist dabei 
maßgeblich abhängig von der aktuellen Wandstärkenreduktion ∆s, welche die gedrückte 
Länge beschreibt. Diese ändert sich in der Anlaufphase, bis hin zum quasistationären Zu-
stand. Die gedrückte Breite wird anhand der von Herold definierten Gleichung (Gl. 2.3) 
berechnet. Basierend auf der beschriebenen Ausdehnung der Umformzone erfolgt eine Dis-
kretisierung dieser (siehe [Ufe-06]). In Abhängigkeit des eingegebenen Mesh-Parameters 
(MP) erfolgt eine Unterteilung der gedrückten Breite und Länge, wie in Tabelle 2-1 angege-
ben. Der gewählte Mesh-Parameter und die daraus folgende Kantenlänge der einzelnen 
Elemente haben einen deutlichen Einfluss auf das Berechnungsergebnis (siehe [Ufe-06]). 
Wie auch bei der FEM ist für eine genauere Problembeschreibung eine feinere Diskretisie-
rung zu empfehlen. 
 
Tabelle 2-1: Unterschiedliche Mesh-Parameter und daraus resultierende Anzahl an Volumenele-
menten [Ufe-06] 




24 x 48 
12 x 24 
6 x 12 
 
Die notwendige Berücksichtigung des Materialverhaltens wird über die beiden Ansätze nach 
LUDWIK [Lud-09] (Gl. 2.12) oder SPITTEL [Spi-88, Spi-98] (Gl. 2.13) realisiert. 
   0f
n





       (Gl. 2.13) 
Die beschriebene Methode wurde in die gleichnamige Java-basierende Software FloSim 
implementiert (Bild 2-16). Diese Softwarelösung ermöglicht eine schnelle Vernetzung der 
Umformzone und die Berechnung jedes einzelnen Umformschrittes. Es wird dem Nutzer 
durch die einfache Eingabelösung (Bild 2-16 links) und eine entsprechende Ausgabe  
(Bild 2-16 rechts), inklusive Visualisierung der Kraftkurven, eine schnelle und einfache Si-
mulation des Prozesses erlaubt. 
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Bild 2-16: Eingabe- und Ausgabefenster der Simulationssoftware FloSim Version 1.0.0 
 
Die mit FloSim berechneten Kräfte stimmen gut mit den aus praktischen Versuchen ermittel-
ten überein. In Bild 2-17 sind beispielhaft die berechneten und gemessenen Kräfte für eine 
Versuchsreihe mit dem Werkstoff 42CrMo4 dargestellt. Hierbei lag die geringste Abweichung 
zwischen Versuch und Berechnung für die Gesamtkraft bei 7 %, die größte bei 29 %. 
  
Bild 2-17: Berechnete Radial- und Axialkräfte (links) sowie Gesamtkräfte (rechts) für die Versuchs-
reihe 42CrMo4 [Ufe-06] 
 
Bisher wird in der Methode FloSim jedoch die Staubildung vor der Rolle vernachlässigt. Wei-
terhin wird die Temperaturentwicklung während des Prozesses nicht exakt integriert. Es wird 
mit der eingegebenen Starttemperatur als konstante Temperatur über den gesamten Pro-
zess gerechnet. Eine Berücksichtigung höherer Prozesstemperaturen kann daher nur über 
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eine höhere Starttemperatur realisiert werden. Ebenfalls ist es in der beschriebenen Methode 
bisher nicht möglich, die resultierende Bauteillänge während des Prozesses zu berechnen. 
 
2.4 Finite-Elemente-Methode (FEM) und Drückwalzen 
2.4.1 Grundlagen 
Rechnerbasierende Methoden wie die FEM haben sich im Ingenieurbereich in der Produkt-
entwicklung und Planung etabliert. Sie bieten die Möglichkeit einer kosten- und 
versuchsarmen Entwicklung.  
Die komplexen mathematischen Grundlagen der FEM sollen hier nicht ausführlich dargelegt 
werden, sie können einschlägiger Literatur wie [Bat-02] oder [Wri-01] entnommen werden. Im 
Hinblick auf das anwendungsbezogene Verständnis werden nur, ausgehend von der Grund-
gleichung der FEM, die möglichen Zeitintegrationsmethoden und Elementarten kurz 
beschrieben. 
Für die Berechnung von Problemen mittels FEM wird in der Bewegungsgleichung davon 
ausgegangen, dass ein Gleichgewicht zwischen den äußeren und den inneren Kräften be-
steht (Gl. 2.14, Gl. 2.15). Hierbei repräsentieren die äußeren Kräfte die Werkzeugkräfte, 
während die inneren Kräfte das Werkstück beschreiben.  
 extFF int          (2.14) 
 extFuKuCuM         (2.15) 
Dabei sind M, C und K die Massen-, die Dämpfungs- bzw. die Steifigkeitsmatrix, welche die 
vom Werkstück verursachten inneren Kräfte beschreiben; Fext sind die äußeren Kräfte.  
Aufgrund der starken Nichtlinearitäten, z.B. im Werkstoffverhalten, in der Geometrie oder in 
gegebenen Randbedingungen, kann eine Lösung der Bewegungsgleichung jedoch nicht für 
das Gesamtproblem, d.h. bei Umformprozessen die Überführung von der Ausgangsgeomet-
rie hin zur Endgeometrie, in einem Schritt erfolgen.  
Stattdessen wird für die Auflösung der Bewegungsgleichung (Gl. 2.15) in FE-Programmen 
die sogenannte Integration im Zeitbereich genutzt, welche stets numerisch durchgeführt wird 
[Kle-07]. Die Größen Verschiebung (u ), Geschwindigkeit (u ) und Beschleunigung (u ) wer-
den dann für den jeweiligen Startzeitpunkt t als bekannt angenommen und für das Ende des 
Zeitschrittes t + ∆t gesucht. Diese Lösungsfindung kann grundsätzlich mit Hilfe der expliziten 
oder impliziten Zeitintegration erfolgen. 
Beim expliziten Verfahren wird der zu berechnende Prozess als ein in Zeitschritte unterteiltes 
dynamisches Problem betrachtet, bei dem die Lösung des gesuchten Zeitpunktes t + Δt nur 
von den Größen bekannter Zeitpunkte abhängig ist. Basiert die Lösung des unbekannten 
Zeitschrittes nur auf dem bekannten Schritt t, dann spricht man von einem Einschrittverfah-
ren. Wird die Lösung auf Basis von t und t - ∆t ermittelt spricht man von einem 
Mehrschrittverfahren. In der FEM wird die Lösungsfindung meist mittels zentraler Diffe-
renzenmethode realisiert, welche ein Mehrschrittverfahren repräsentiert. In diesem werden 
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die Ableitungen der Verschiebung, d.h. die Geschwindigkeit und die Beschleunigung, durch 
Differenzenquotienten ersetzt. Sowohl die Geschwindigkeit als auch die Beschleunigung 
werden anhand der Verschiebung und der Zeit beschrieben. Die Verschiebungen des unbe-
kannten Zeitpunktes t + Δt können somit explizit aus den bekannten Verschiebungswerten 
der vorrangegangenen Schritte ermittelt werden. Die numerische Stabilität des Verfahrens ist 
jedoch nur gegeben, wenn die Zeitschrittweite kleiner ist als die Zeit, die eine akustische 
Welle benötigt, um das kleinste Element zu durchqueren. Die Zeitschrittweite ist demzufolge 
abhängig von der gewählten Elementkantenlänge und der Schallgeschwindigkeit [Bat-02]. In 
der folgenden Tabelle 2-2 sind die wichtigsten Vor- und Nachteile des Verfahrens zusam-
mengefasst. 
 
Tabelle 2-2: Vor- und Nachteile des expliziten Lösungsschemas 
Vorteile Nachteile 
 keine Lösung des Gesamtgleichungs-
systems, d.h. die Rechenzeit pro 
Zeitschritt ist gering 
 keine Iterationen notwendig 
 starke Nichtlinearitäten werden stabil 
abgebildet (z.B. Crashsimulation) 
 Beschränkung der Zeitschrittweite 
 Rückfederung nur schwer berechenbar 





Beim impliziten Verfahren hängt die gesuchte Lösung sowohl vom bekannten Zeitschritt t als 
auch vom noch unbekannten Zeitschritt t + Δt ab. Es wird ausgehend vom bekannten Zu-
stand t die Lösung der Bewegungsgleichung, d.h. das Kräftegleichgewicht für t + Δt gesucht.  
Da somit auch unbekannte Größen im Gleichungssystem enthalten sind, wird die Lösung 
mittels Iteration angenähert. Hierfür stehen eine Vielzahl spezieller Verfahren wie das 
Newton-Raphson-Verfahren zur Verfügung. Dem Vorteil einer frei wählbaren Zeitschrittweite, 
im Vergleich zum expliziten Verfahren, steht hier also die benötigte Rechenzeit für die Itera-
tionen gegenüber [Bat-02]. Die wichtigsten Vor- und Nachteile des impliziten Verfahrens sind 
in Tabelle 2-3 zusammengefasst. 
 
Tabelle 2-3: Vor- und Nachteile des impliziten Lösungsschemas 
Vorteile Nachteile 
 größere Zeitschritte möglich (Be-
schränkung durch Konvergenzverhalten 
und Genauigkeitsanforderungen) 
 
 Rechenzeit pro Zeitschritt ist hoch (Lö-
sen des Gesamtgleichungssystems) 
 Konvergenzprobleme bei starken Nicht-
linearitäten  
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Die zeitliche Lösung auf Basis des expliziten oder impliziten Lösungsschemas kann jedoch 
nicht für das komplette Bauteil als Gesamtes realisiert werden. Die Abbildung der teilweise 
komplizierten Geometrien als Ganzes erschwert das Konvergenzverhalten und führt 
schlussendlich zu sehr großen Abweichungen. Aufgrund dessen erfolgt neben der zeitlichen 
Diskretisierung eine Unterteilung des Gesamtproblems in eine finite (endliche) Anzahl an 
Elementen, wie der Name Finite-Elemente-Methode schon sagt. Für diese Elemente gibt es 
je nach Problem die verschiedensten Arten: Im 2D-Bereich Flächenelemente wie Dreiecke 
oder Vierecke, im 3D-Bereich Volumenelemente wie Tetraeder oder Hexaeder (Bild 2-18). 
Für das Drückwalzen kommen jedoch aufgrund der dreidimensionalen Spannungszustände 
nur Volumenelemente in Frage. Diese sind in der Lage die vorherrschenden Spannungszu-
stände vollständig abzubilden. Es können komplexe Strukturen ohne geometrische 
Vereinfachungen abgebildet werden. Aufgrund dieser Eigenschaften sind sie besonders für 





Bild 2-18: 3D-Volumenelemente [Ste-07] 
 
2.4.2 Drückwalzen 
Wie bereits erwähnt, wurde die FEM bereits in vielen Untersuchungen zur Abbildung des 
Drückwalzens eingesetzt, denn durch den Einsatz numerischer Methoden können nicht nur 
die globalen Prozessgrößen wie Kräfte sondern auch die lokalen Größen berechnet und vi-
sualisiert werden. Dies ermöglicht eine deutlich detailliertere Betrachtung des Prozesses und 
führt somit zu einem höheren Prozessverständnis. Für die Abbildung des Drückwalzens mit-
tels FEM wurden die verschiedensten Simulationsprogramme sowohl mit implizitem als auch 
explizitem Lösungsalgorithmus verwendet. 
So führten unter anderem KEMIN et al. [Kem-97] FEM-Analysen durch, um die Durchmesser-
schwankungen und weitere Bauteilparameter, in Abhängigkeit der Prozessparameter, 
während des Prozesses zu untersuchen. XU et al. [Xu-01] nutzten die FEM sowohl für das 
Gleich- als auch das Gegenlaufverfahren zur Analyse von Spannungen und Umformge-
schwindigkeiten in der Umformzone. Aufbauend auf diesen Untersuchungen wird eine 
Unterteilung der Umformzone in Abhängigkeit der auftretenden Belastungen in axiale, radiale 
und tangentiale Richtung vorgenommen, ähnlich wie die Unterteilung nach GORBAUCH et al. 
[Gor-95] in eine primäre und sekundäre Umformzone. Umfangreiche Untersuchungen so-
wohl mit der expliziten als auch der impliziten FEM führten WONG et al. durch. So wurde die 
implizite als auch die explizite FEM im Vergleich zur Abbildung der Bearbeitung von Rund-
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profilen mit unterschiedlichen Rollengeometrien genutzt [Won-04]. Das FE-Modell wurde mit 
einer Ersatzkinematik aufgebaut, bei der die Rolle um das Werkstück rotiert und das Werk-
stück still steht. Anhand der durchgeführten Berechnungen mit einem impliziten Solver als 
auch dem expliziten Solver wurde der Einfluss des Solvers als auch des Mass-Scaling bei 
den expliziten Rechnungen ermittelt. Die berechneten Axialkräfte liegen für alle untersuchten 
Fälle auf einem ähnlichen Niveau von ca. 1,2 kN, wobei die Schwankungen (bis zu ±0,4 kN 
bei Faktor 10.000 im Vergleich zu implizit) in den Kraftverläufen der expliziten Rechnung mit 
zunehmendem Dichte-Faktor größer werden. Auch bei den Radialkräften führen große Dich-
te-Faktoren bei der expliziten Berechnung zu stärkeren Abweichungen. Die Rechenzeiten für 
die einzelnen Modelle nehmen jedoch vom impliziten hin zum expliziten Verfahren und bei 
diesem mit zunehmendem Mass-Scalling deutlich ab (tR implizit = 96 h, tR explizit Faktor 1000 = 56 h, 
tR explizit Faktor 10.000 = 10 h). 
Mit Hilfe der impliziten FEM wurde die Herstellung von zylindrischen Näpfen aus dickwandi-
gen Blechronden im Gleichlaufverfahren modelliert [Won-08]. Hierbei erfolgten 
ausschließlich geometrische Abgleiche zwischen den FE-Berechnungen und Experimenten. 
Die FEM wurde zur Darstellung der auftretenden Spannungs- und Umformgradverteilungen 
genutzt (Bild 2-19). 
 
Bild 2-19: Berechnete Umformgrade für den untersuchten Gleichlauf-Drückwalzprozess [Won-08] 
 
Der implizite Ansatz wurde ebenfalls genutzt, um in FEM-Analysen den Einfluss des Vor-
schubes auf die über die Wandstärke des Bauteils auftretenden Formänderungen zu 
ermitteln [Won-10]. Hier konnte festgestellt werden, dass sich bei kleinen Vorschüben die 
Formänderung vorwiegend auf die oberflächennahen Bereiche bezieht und an der Innenseite 
des Bauteils nur sehr geringe Umformgrade auftreten. Bei größeren Vorschüben kann die 
Durchformung deutlich verbessert werden. Die Erkenntnisse der FEM-Simulationen konnten 
auch durch entsprechende Härtemessungen bestätigt werden. Auch MOHEBBI et al. [Moh-10] 
nutzte zusätzlich zu den unter Punkt 2.2.2 erläuterten Experimenten die FEM zur Analyse 
der auftretenden Formänderungen. Die auftretenden Verzerrungen des gewählten 
FE-Netzes wurden mit den Verschiebungen eingebrachter Pins verglichen (Bild 2-20). Eben-
falls wurden die Maximalwerte der Axial-, Radial- und Tangentialkraft verglichen. Beide 
Vergleichsparameter stimmen gut mit den experimentellen Werten überein. Anhand der 
FE-Analyse konnte sehr gut der Verlauf der eingebrachten Formänderungen über den Pro-
zess visualisiert werden. Es zeigen sich die typischen Effekte mit dem maximalen 
Umformgrad an der Bauteilaußenseite und einer deutlichen Abnahme über der Endwand-
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stärke. Aus den realisierten Untersuchungen werden jedoch keine Berechnungsansätze oder 
analytische Beschreibungsmöglichkeiten abgeleitet. 
 
Bild 2-20: Schematische Darstellung der eingebrachten Pins (links) und Vergleich der ermittelten 
Verzerrungen zwischen Versuch und Simulation (rechts); a) axiale Richtung, b) tangen-
tiale Richtung [Moh-10] 
 
Bei der Simulation selbst spielen, im Hinblick auf die Rechenzeit und die erzielte Genauigkeit 
besonders die Elementformulierung und -art eine entscheidende Rolle. Für das Simulations-
programm FORGE 2005® konnten HOULLION et al. [Hou-07] aufzeigen, dass die Methode 
der ALE-Vernetzung, also die Verwendung eines „Mischnetzes“ aus Elementen mit Euler- 
und Langrange-Formulierung, geeignet ist, den Prozess des Drückwalzens in vergleichbarer 
Güte wie eine reine Langrange-Vernetzung abzubilden. Jedoch kam es bei der Verwendung 
der ALE-Formulierung zu starken Gradienten in den Elementgrößen, was auch zu starken 
Gradienten in den lokalen Ergebnissen führt. 
Auch die vorhergehend erwähnte Fertigung von Bauteilen mit inneren Profilen mittels 
Drückwalzen wurde durch verschiedene FEM-Analysen, unter Verwendung von Hexae-
derelementen mit Lagrange-Formulierung unterstützt [Liu-09, Yu-10], bei denen der 
Materialfluss als auch die auftretenden Spannungen detailliert betrachtet wurden. Variatio-
nen der Prozessparameter konnten z.B. für die Ermittlung optimaler Prozesskräfte genutzt 
werden. 
Nichts desto trotz werden unabhängig vom expliziten oder impliziten Integrationsverfahren 
von den unterschiedlichen Autoren die extrem langen Rechenzeiten angemerkt [Kre-04,  
Ufe-05]. So gibt z.B. HOUILLON et al. [Hou-07] für die Berechnung eines Gleich-
lauf-Drückwalzprozesses eine Rechenzeit von 30 Tagen an. Dies bedingt sich durch die sehr 
kleine Kontaktzone zwischen Werkstück und Werkzeug und der damit verbundenen sehr 
feinen Vernetzung dieser Region. Ebenfalls werden durch die teils hohen Drehzahlen und 
die damit verbundenen hohen Relativgeschwindigkeiten zwischen Werkstück und Werkzeug 
sehr kleine Zeitschritte notwendig. Denn bei impliziten Verfahren sollte der pro Inkrement 
überstrichene Winkel nicht mehr als 5° betragen [Bin-09]. Eine Reduzierung der Rechenzeit 
kann z.B. durch die Verwendung starrer Werkzeuge erzielt werden. Ebenfalls kann durch 
eine vereinfachte Kinematik, bei der die Rollen um das Werkstück rotieren, Rechenzeit ein-
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gespart werden [Rot-97, Hou-07]. Die Simulation nur eines Segmentes zur Reduzierung der 
Rechenzeit ist beim Drückwalzen nicht oder nur sehr eingeschränkt nutzbar. Denn bei der 
Simulation eines Segmentes können die tangentialen Komponenten z.B. des Werkstoffflus-
ses nicht korrekt abgebildet werden. 
Die Problematik der sehr langen Rechenzeiten bei der Simulation inkrementeller Umformver-
fahren wurde speziell im SPP1146 „Modellierung inkrementeller Umformverfahren“ 
behandelt. Hierin wurde eine Vielzahl an Ansätzen für die beschleunigte Modellierung von 
inkrementellen Massiv- als auch Blechumformprozessen erarbeitet. Im Hinblick auf die An-
wendungsmöglichkeit für Drückwalzverfahren wurde von GROCHE et al. [Gro-05b, Fri-06, 
Gro-07a, Gro-10] ein Algorithmus entwickelt, der es ermöglicht durch Ausnutzung von Ähn-
lichkeiten zwischen den einzelnen Umformschritten Rechenzeit einzusparen. Dieser Ansatz 
wurde in der Simulationssoftware LASTRAN umgesetzt. Die mechanischen Lösungen der 
einzelnen Schritte werden jeweils abgespeichert. Ist eine Ähnlichkeit mit den darauffolgen-
den Umformschritten vorhanden wird eine entsprechende Transformation und Interpolation 
durchgeführt. Ist diese innerhalb bestimmter Konvergenzkriterien wird diese als Lösung an-
genommen. Somit kann die Anzahl der notwendigen Iterationen und schlussendlich die 
Rechenzeit, bei gleichbleibender Rechengenauigkeit deutlich reduziert werden. In Bild 2-21 
ist dies beispielhaft für zwei Anwendungsfälle dargestellt. 
 
Bild 2-21: Numerische Berechnungsergebnisse mit Angabe der benötigten Iterationen für die Be-
rechnung der Beispiele a) Ringwalzen und b) Rundkneten [Gro-07a] 
 
Ebenfalls im SPP1146 wurde für das Drückwalzen an der Professur Virtuelle Fertigungs-
technik (ViF) ein Ansatz namens „ModIni“ (Modified Initial Values) entwickelt, mit dem die 
Anlaufphase des Prozesses bis zum Erreichen des quasistationären Zustandes durch modi-
fizierte Anfangswerte schneller berechnet werden kann (Bild 2-22) [Awi-04, Awi-06, Awi-10]. 
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Die Simulation wird mit der Werkstückgeometrie des quasistationären Zustandes gestartet, 
wodurch die Rechenzeit für die Anlaufphase verkürzt wird. 
 
Bild 2-22: Beschleunigung der FEM mittels modifizierter Anfangswerte [Awi-06] 
 
Hierfür wurde ein Modell für die analytische Beschreibung und Berechnung der Geometrie 
der Umformzone während des quasistationären Zustandes (qsZ) für den Werkstoff 100Cr6 
erarbeitet. Die Berechnungsgleichungen der entsprechenden Geometrieparameter Stauhöhe 
(hst), Staulänge (lst), Wulsthöhe (hW) und Wulstlänge (lW) sind in Bild 2-23 dargelegt. 
 
Bild 2-23: Geometriemodell und Berechnungsgleichungen des Modells ModIni für 100Cr6 [Awi-06] 
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Dieser Ansatz der Simulation mit einer modifizierten Anfangsgeometrie ermöglicht eine Re-
chenzeitersparnis von ca. 10 % bis 20 % [Awi-06, Awi-10]. 
 
2.5 Zusammenfassung Stand der Technik 
Inkrementelle Umformverfahren wie das Drückwalzen sind durch die nicht formspeichernden 
Werkzeuge flexibel einsetzbar, besonders für kleine und mittlere Stückzahlen. Durch die in-
krementelle Umformung können auch schwer umformbare Materialen verarbeitet werden. 
Für die intensive Nutzung des Verfahrens sind jedoch geeignete Modellierungstools von ent-
scheidender Bedeutung, die es dem Prozessplaner ermöglichen, eine effektive Voranalyse 
im Planungszeitraum durchzuführen. Bisher beruht die Prozessauslegung sehr stark auf dem 
Erfahrungsschatz der Prozessplaner. Die Finite-Elemente-Methode, die sich bei den meisten 
Umformverfahren als geeignetes Werkzeug zur Analyse und Optimierung etabliert hat, kann 
auch den hohen Anforderungen inkrementeller Verfahren sehr gut gerecht werden. Die FEM 
ist jedoch mit unakzeptabel hohen Rechenzeiten für die Praxis verbunden. Auch die heutige 
Rechentechnik mit der Möglichkeit von Multiprozessor-Rechnungen oder verschiedene Mo-
delle zur Beschleunigung von FEM-Simulationen, wie z.B. ModIni, können dies nur bedingt 
verbessern.  
Eine Vielzahl alternativer Lösungen beschäftigte sich daher mit der Modellierung von Drück-
walzverfahren auf Basis verschiedener Ansätze der elementaren Plastizitätstheorie, wie dem 
oberen Schrankenverfahren, oder es wurden völlig neue Modellierungsansätze wie die For-
mänderungs-Modell-Methode (FMM) entwickelt. Diese Ansätze gelten teilweise jedoch nur 
für eingeschränkte Anwendungsbereiche, berücksichtigen nicht alle Einflussparameter oder 
arbeiten mit geschätzten Werten für verfahrensspezifische Phänomene, wie die auftretenden 
Formänderungen. So werden bis heute experimentelle Untersuchungsmöglichkeiten voran-
getrieben, um diese schwer messbaren Größen zu erfassen. 
Es besteht dementsprechend weiterhin die Forderung nach einer verbesserten theoretischen 
Durchdringung des Verfahrens sowie nach der Beschleunigung der FEM und der Verfügbar-
keit von schnellen Modellierungsansätzen, die möglichst viele Verfahrensspezifika 
berücksichtigen. 
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3 Zielsetzung und Vorgehensweise 
Aufbauend auf dem dargelegten Stand der Technik ist das Ziel der Arbeit eine verbesserte 
theoretische Durchdringung des Verfahrens, um daraus Möglichkeiten für die Optimierung 
vorhandener analytischer Ansätze sowie die Beschleunigung der FEM-Simulation abzuleiten. 
Hierzu werden die notwendigen Arbeiten anhand der in Bild 3-1 gezeigten Vorgehensweise 
realisiert. 
 
Bild 3-1: Vorgehensweise bei der Bearbeitung der Aufgabenstellung 
 
Ausgehend von experimentellen und darauf aufbauenden numerischen Untersuchungen soll 
sowohl das an der Professur Virtuelle Fertigungstechnik entwickelte Modell „ModIni“ (Modifi-
ed Initial Values) als auch die eigenständige Modellierungsmethode „FloSim“ 
weiterentwickelt werden. Anhand der Vermessung der entstandenen Umformzonengeomet-
rie an Realbauteilen wird ein werkstoffunabhängiges Modell zur Beschreibung dieser 
angestrebt. Eine solche unabhängige Beschreibungsmöglichkeit der Umformzone würde das 
Modell „ModIni“ auf eine deutlich höhere Entwicklungsebene bringen und kann ebenfalls zur 
Verbesserung von „FloSim“ beitragen, da somit die bisher vernachlässigte Stau- und Wulst-
bildung berücksichtigt werden kann. Weiterhin ist in „FloSim“ bisher keine 
Temperaturberechnung integriert, d.h. es wird mit einer konstanten Temperatur während des 
Umformprozesses gerechnet. Die analytische Berechnung der Umformzonentemperatur und 
deren Integration in „FloSim“ ist daher ein weiteres Ziel dieser Arbeit. Hinsichtlich der auftre-
tenden Formänderungen gibt es eine Vielzahl praktischer und theoretischer 
Untersuchungen. Denn zwischen dem aus den Anfangs- und Endabmessungen des Bauteils 
berechneten Umformgrad und dem tatsächlich am Bauteil auftretenden besteht ein sehr gro-
ßer Unterschied, da die Vielzahl der eingebrachten Formänderungen während des 
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Prozesses nicht berücksichtigt werden. Ein geeignetes Werkzeug zur Untersuchung dieser 
ist die FEM, da hier alle eingebrachten Formänderungen berücksichtigt werden. Das Ziel ist 
daher die detaillierte simulative Analyse des Prozesses hinsichtlich der auftretenden Um-
formgrade und die Entwicklung eines geeigneten Ansatzes zur analytischen Berechnung des 
Umformgrades. Die notwendige Validierung der Simulation erfolgt anhand der vorhergehen-
den experimentellen Untersuchungen, so dass die Aussagefähigkeit der Ergebnisse 
gewährleistet ist. Diese Berechnungsansätze, für Temperatur und Umformgrad, tragen wei-
terhin auch zur Verbesserung von „ModIni“ bei, da bei der Verwendung von modifizierten 
Anfangswerten neben der Geometrie natürlich auch die eingebrachte Formänderung und die 
Temperatur wichtig sind. Ebenso spielt für eine effektive Auslegung von Drückwalzprozessen 
die erreichte Endlänge eine wichtige Rolle. Deshalb soll die Modellierungsmethode „FloSim“ 
ebenfalls hinsichtlich der Berechnung und Visualisierung der Bauteillänge für das Zylinder-
drückwalzen erweitert werden.  
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4 Experimentelle Untersuchungen 
Für eine detaillierte Untersuchung von Umformprozessen sind Versuche unerlässlich. So 
können gesicherte Aussagen über den Prozess und entsprechende Einflussgrößen getroffen 
werden. Ebenfalls sind die Versuche notwendig, um die zur Unterstützung der Prozessana-
lyse verwendete FEM-Simulation zu kalibrieren. Die wichtigsten Einflussgrößen des 
Drückwalzprozesses sind im folgenden Ishikawa-Diagramm dargestellt (Bild 4-1). 
 
Bild 4-1: Ishikawa-Diagramm Drückwalzprozess 
 
Für die Betrachtung der unterschiedlichen Einflussgrößen wurden Versuche mit den vier Ma-
terialien 42CrMo4, AlMg3, C15 und St52 auf der Bohrungsdrückmaschine BDM2000 
realisiert. Weiterhin konnte für die Werkstoffe 100Cr6 und 42CrMo4 zusätzlich auf Versuchs-
daten zurückgegriffen werden, die während des SPP1074 im Rahmen des Projektes 
„Erweiterung der Formgebungsgrenzen durch inkrementelle zyklische Umformung am Bei-
spiel des Drückwalzens“ [Awi-05] und des SPP1146 im Rahmen des Projektes „Der Einfluss 
technologischer Kenngrößen und Parameter auf den quasistationären Zustand beim Drück-
walzen - Beschleunigung der FEM durch modifizierte Anfangswerte“ [Awi-10] ermittelt 
wurden. Die somit abgedeckten Parameterbereiche der unterschiedlichen Einflussgrößen 
sind in Tabelle 4-1 dargestellt. 
Die Definition technologisch sinnvoller Grenzen für die zu untersuchenden Parameterberei-
che erfolgte mit starkem Bezug zu der zum Stand der Technik gehörenden Literatur. So liegt 
der optimale Arbeitswinkel zwischen 15° und 30° [Dat-79, Bla-91]. Bei sehr kleinen Arbeits-
winkeln wird die Schuppenbildung am Bauteil verstärkt, wohingegen bei großen 
Arbeitswinkeln die Staubildung vor der Rolle verstärkt wird. Hinsichtlich des Vorschubes ist 
nach HEROLD [Her-94] bekannt, dass der Vorschub bei Stahl zwischen 0,86 und 1,33 mm/s 
liegen sollte. In weiteren Untersuchungen innerhalb des SPP1074 [Awi-05, Mey-05] und des 
SPP1146 [Awi-04, Mey-05] wurden bei großen Vorschüben von 4,00 bzw. 5,33 mm/s eine 
sehr starke Rillenbildung und eine starke Verformung der Bauteile festgestellt. Bei Vorschü-
ben von 0,66 bis 2,66 mm/s konnten gute Prozessergebnisse erzielt werden. Ebenfalls 
konnte bestätigt werden, dass die Drehzahl einen sehr geringen Einfluss hat [Awi-05], wes-
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halb diese konstant gehalten wurde. Die theoretisch möglichen Grenzen für den maximalen 
Abstreckgrad liegen zwischen 75 % und 90 % [Nil-10], üblicherweise werden jedoch nur Ab-
streckgrade von 30 % bis 50 % realisiert [Woe-02]. Dies konnte auch in eigenen 
Untersuchungen bestätigt werden, bei denen es ab einem Abstreckgrad von 60 % sehr häu-
fig zu starker Riss bzw. Schuppenbildung am Bauteil kam. 
 
Tabelle 4-1: Experimentell abgedeckte Parameterbereiche 
Prozessparameter Wert 
Material 100Cr6, 42CrMo4, St52, C15, AlMg3 
Rollenarbeitswinkel α [°] 15 – 35 
Vorschub f [mm/s] 0,66 – 4 
Drehzahl nWstk [U/min] 400 
Abstreckgrad εR [%] 30 – 50 
Anfangswandstärke s0 [mm] 3 – 5 
 
4.1 Maschine 
Die Versuche im Rahmen der Arbeit wurden auf der Bohrungsdrückmaschine BDM2000 
(Bild 4-2) des Fraunhofer IWU in Chemnitz durchgeführt. Diese an der TU Chemnitz entwi-
ckelte Maschine bietet die Möglichkeit der Werkstückbearbeitung mittels Bohrungsdrücken 
sowie Drückwalzen. Durch den konstruktiven Aufbau und dem damit verbundenen extrem 
steifen Maschinengestell können sehr hohe Kräfte realisiert werden (max. axiale Rollenkraft 
100 kN, max. radiale Rollenkraft 300 kN). Es können Bauteile von bis zu 550 mm Länge und 
80 mm Durchmesser bearbeitet werden. 
  
Bild 4-2: Bohrungsdrückmaschine BDM2000 (links) und Arbeitsraum der Maschine (rechts)  
[IWU-13] 
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4.2 Werkzeuge 
Bei den während der Versuche verwendeten Drückrollen (Bild 4-3) handelt es sich um einfa-
che Doppelkegelrollen mit einem Übergangsradius von 2 mm zwischen Arbeits- und 
Freiwinkel. Die Arbeitswinkel α an den Rollen betrugen 15°, 20°, 30° und 35°.  
 
 
Bild 4-3: Realteil (links) und Zeichnungsdarstellung (rechts) der verwendeten Drückrollen 
 
Für die Aufnahme der Werkstücke wurde ein Drückdorn angefertigt (Bild 4-4), welcher im 
Dreibacken-Spannfutter der Bohrungsdrückmaschine aufgenommen werden kann. Dieser 
besteht zum einen aus einem Mitnehmer, der im Spannfutter gespannt wird und gleichzeitig 
als Aufnahme des Dornstückes dient und zum anderen besteht er aus dem Dornstück, auf 
dem sich das Werkstück befindet. Der Mitnehmer sorgt ebenfalls für eine schlupffreie Mit-
nahme des Werkstückes auf dem Dorn. 
 
 
Bild 4-4: Realteil (oben) und Zeichnungsdarstellung (unten) des Drückdorns 
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4.3 Werkstückgeometrie 
Die Werkstücke wurden wie in Bild 4-5 dargestellt gefertigt. In Rahmen der durchgeführten 
Versuche erfolgte keine Variation der Ausgangswandstärke. Es wurde eine konstante Wand-
stärke von 4 mm verwendet. Die Fokussierung lag auf der Untersuchung der weiteren 
Prozessparameter für die unterschiedlichen Werkstoffe (siehe Tabelle 4-1). Eine Variation 
der Anfangswandstärke erfolgte bereits im SPP 1146, auf dessen Ergebnisse diesbezüglich 
zurückgegriffen werden konnte. Die Werkstücke wurden an einer Seite mit einer Nut verse-
hen, die in Verbindung mit dem Mitnehmer des Dorns für eine schlupffreie Rotation des 
Bauteils sorgt.  
 
 
Bild 4-5: Realteil (links) und Zeichnungsdarstellung (rechts) des Werkstückes 
 
4.4 Vermessung der Proben 
Für die geometrische Kalibrierung der FEM-Simulation und die angestrebte Entwicklung ei-
nes Modells zur Beschreibung der Umformzonengeometrie im quasistationären Zustand 
wurden die einzelnen Proben geometrisch vermessen. Hierfür erfolgte eine mittige Trennung 
in axialer Richtung und die optische Vermessung unter dem Lichtmikroskop in 5-facher Ver-
größerung. Hierbei sind die Geometrieparameter Stauhöhe und -länge sowie Wulsthöhe 
und -anfangslänge ermittelt worden (Bild 4-6). 
 
Bild 4-6: Schnittebene und vermessene Geometrieparameter der Umformzone 
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Weiterhin wurden für die Kalibrierung der FE-Simulationen die Radial- und Axialkräfte wäh-
rend des Prozesses aufgenommen.  
 
4.5 Referenzversuche 
Um realitätsnahe Simulationsergebnisse sicherzustellen, ist es notwendig die FEM anhand 
von Referenzversuchen zu validieren. Da fünf unterschiedliche Werkstoffe untersucht wur-
den, erfolgte für jeden Werkstoff die Definition eines entsprechenden Referenzversuches. So 
kann sichergestellt werden, dass die in der Simulation verwendeten Fließkurven das jeweili-
ge Materialverhalten wiedergeben können. Die definierten Referenzversuche mit den 
jeweiligen Prozessparametern und den für die Validierung der FEM-Simulation notwendigen 
Ergebnisgrößen Kraft und Geometrie der Umformzone sind in Bild 4-7 bis Bild 4-11 darge-
stellt. Alle Versuche wurden in der Verfahrensvariante Gegenlauf durchgeführt.  
Für den Werkstoff 100Cr6 wurde auf die Versuchsdaten aus dem SPP1074 [Mey-05] zu-
rückgegriffen. Die hier verwendeten Werkstücke wiesen einen größeren Innendurchmesser 
von diws = 49 mm auf. Die weiteren Referenzversuche wurden aus den selbst durchgeführten 
Versuchen gewählt. Hierbei wurden unterschiedliche Arbeitswinkel sowie Abstreckgrade 
ausgewählt, da diese neben dem zu bearbeitenden Werkstoff den größten Einfluss auf die 
Prozesskräfte und die Geometrie der Umformzone haben.  
 
 
Bild 4-7: Prozess- und Ergebnisdaten des Referenzversuches 100Cr6 
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Bild 4-8: Prozess- und Ergebnisdaten des Referenzversuches 42CrMo4 
 
 
Bild 4-9: Prozess- und Ergebnisdaten des Referenzversuches AlMg3 
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Bild 4-10: Prozess- und Ergebnisdaten des Referenzversuches C15 
 
 
Bild 4-11: Prozess- und Ergebnisdaten des Referenzversuches St52 
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5 Simulation mittels Finite-Elemente-Methode (FEM) 
Wie im vorangegangenen Kapitel beschrieben, wurde zusätzlich zu den experimentellen 
Untersuchungen die FEM für die detaillierte Analyse des Prozesses und verschiedener Ein-
flussgrößen genutzt. Für die Abbildung des Prozesses wurde die Simulationssoftware 
SIMUFACT.FORMINGGP® der Firma Simufact Engineering GmbH verwendet. Diese ermöglicht 
die zwei- und dreidimensionale Simulation von Massiv- als auch Blechumformprozessen. 
Das Programm bietet grundsätzlich die Möglichkeit, Bauteile mit Tetraeder- oder Hexae-
der-Elementen zu vernetzen. Neben der Vernetzung der Bauteile besteht bei starren 
Werkzeugen auch die Möglichkeit der Beschreibung über analytische Flächen. Der verwen-
dete Solver basiert auf dem impliziten Zeitintegrationsansatz. 
 
5.1 Kinematik 
Der Aufbau des Simulationsmodells wurde nach dem Prinzip des Drei-Rollen-Drückwalzens 
im Gegenlauf realisiert (Bild 5-1). Sowohl der Drückdorn als auch die Drückrollen wurden als 
starre Werkzeuge definiert. Hierbei wurden jeweils nur die Aktivflächen mit analytischen 
Oberflächen beschrieben. Die Aufnahme des Werkstückes in der Maschine wurde über eine 
analytische Kreisfläche realisiert, die über die Kontaktbedingung „Haften“ an das Werkstück 
gebunden ist und so den Werkstofffluss in axiale Richtung begrenzt. Die Rotation des Bau-
teils wird über diese Fläche und den Dorn realisiert. Die Drehzahl wurde entsprechend den 
Versuchen mit 41,89 rad/s definiert, was einer Drehzahl von 400 U/min entspricht. Die Rollen 
wurden wie im Realprozess als Schlepprollen definiert, d.h. ihre Rotation resultiert aus der 
Reibung zwischen Werkstück und Rolle. 
 
Bild 5-1: Aufbau des Simulationsmodells 
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Einen weiteren globalen Modellparameter stellt die Zeitschrittweite dar. Diese sollte bei rota-
torischen Prozessen so gewählt werden, dass pro Inkrement maximal ein Winkel von 5° 
überstrichen wird [Bin-09]. Optimal sollte der Winkel jedoch zwischen 2° und 3° liegen. Als 










Inkrement        (Gl. 5.1) 
Für die Simulationsmodelle wurde für eine definierte Prozesszeit von 25 s eine feste Anzahl 




Für eine realitätsnahe Abbildung des Prozesses spielt die Vernetzung der Werkstücke eine 
entscheidende Rolle. Wie anfänglich bereits genannt, bietet SIMUFACT.FORMINGGP® sowohl 
Tetraeder- als auch Hexaeder-Elemente zur Diskretisierung von Massivumformbauteilen. 
Um die optimale Elementauswahl zu treffen, wurden drei unterschiedliche Elementarten hin-
sichtlich ihrer Abbildungsgenauigkeit untersucht (siehe Tabelle 5-1) [Awi-09]. Ein 
exemplarischer Drückwalzprozess wurde sowohl mit Hexaeder- als auch mit zwei unter-
schiedlichen Tetraeder-Elementen modelliert. Die einfachste Form der Tetraeder-Elemente 
(Elementtyp 134) mit vier Knoten an den Eckpunkten kristallisierte sich sowohl hinsichtlich 
der Geometrieabbildung als auch der Berechnungsgenauigkeit der Gesamtkraft als un-
brauchbar heraus, da es aufgrund seiner Formulierung nicht für die Abbildung von 
Prozessen mit hohen Dehnungen geeignet ist [MSC-10]. Für die Abbildung solcher Prozesse 
sollten besser Tetraeder-Elemente des Typs 157 verwendet werden. Diese basieren auf der 
Herrmann-Formulierung und haben jeweils einen zusätzlichen Druckfreiheitsgrad an den 
Eckknoten und einen zusätzlichen Integrationspunkt im Inneren des Elements. Die Abbil-
dungsgenauigkeit, im Vergleich zu Tetraeder-Elementen ohne Herrmann-Formulierung, kann 
somit deutlich gesteigert werden. Die beste Genauigkeit konnte jedoch mit Hexaeder-
Elementen des Typs 7 erzielt werden. Diese sind in der Geometriegenauigkeit vergleichbar 
mit den Typ 157 Elementen, jedoch kann die benötigte Gesamtkraft des Prozesses deutlich 
besser abgebildet werden. 
 









    
Gesamtkraft 
(normiert) 
1 1,45 1,24 1,14 
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Die höhere Genauigkeit der Hexaeder-Elemente begründet sich in der höheren Anzahl an 
Knoten (8 im Vergleich zu 5 bzw. 4) und dem höheren, trilinearen Grad der Ansatzfunktion.  
Für die Simulation des Prozesses wurden, aufgrund der besten Genauigkeit, die Hexaeder-
Elemente des Typs 7 verwendet. Die höhere Anzahl an Knoten, im Vergleich zu Tetraeder-
Elementen, führt jedoch zu höheren Rechenzeiten. Dieser Nachteil ist allerdings aufgrund 
der generell sehr hohen Rechenzeiten von Drückwalzsimulationen nicht entscheidend. 
Zur Reduzierung der Rechenzeit, speziell für ringförmige Bauteile, bietet SIMUF-
ACT.FORMINGGP® einen speziellen Neuvernetzungsalgorithmus. Dieser als TEMPLATE-RING-
METHODE oder RING MESHER bezeichnete Algorithmus ermöglicht die Reduzierung der Re-
chenzeit um bis zu 50 % im Vergleich zu konventionellen Neuvernetzungsalgorithmen  
[Fic-10]. Es erfolgt zuerst eine 2D-Vernetzung des Bauteils mit einer automatischen Netzver-
feinerung in Kontakt- und Radienbereichen und einer Vergröberung in den bereits 
umgeformten Bereichen. Anschließend wird dieses 2D-Netz durch Ausnutzung der Rotati-
onssymmetrie expandiert (Bild 5-2).  
 
Bild 5-2: Ablauf der Neuvernetzung mit der Template-Ring-Methode (Ring Mesher) 
 
Die Geometrie des Werkstückes wurde zunächst manuell in SIMUFACT.FORMINGGP® erzeugt. 
Hierfür wurde die Zylinderstirnfläche über Kreiskurven beschrieben. Diese wurden anschlie-
ßend unterteilt und unter Nutzung des Vernetzers 2D-Hex-Mesh diskretisiert. Die erzeugten 
2D-Elemente wurden dann in axiale Richtung, auf die Werkstücklänge expandiert.  
Als Standardnetzkantenlängen für den Ring Mesher wurden 1 mm in axiale und radiale Rich-
tung und 2 mm in tangentiale Richtung definiert. Somit werden bei einer 
Ausgangswandstärke von 4 mm immer mindestens vier Elemente über der Wandstärke ab-
gebildet, wodurch eine ausreichende Genauigkeit in Wandstärkenrichtung gegeben ist. 
Weiterhin wurde eine Verfeinerungsstufe von 1 (21) definiert. Zu Beginn der Simulation wird 
basierend auf den definierten Standardelementkantenlängen eine sofortige Neuvernetzung 
des Werkstückes realisiert (ca. 12.000 Elemente). Hierdurch wird die manuell erzeugte Ver-
netzung des Werkstückes durch Elemente mit den entsprechenden 
Standardnetzkantenlängen ersetzt. Während des Prozesses steigt die Elementanzahl in Ab-
hängigkeit der Geometrieausbildung auf bis zu 30.000 (Elementkantenlängen in der 
Umformzone: axial 0,4 mm, radial 0,2 – 0,7 mm, tangential 2 mm). 
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5.3 Reibung 
Bei der umformenden Herstellung von Bauteilen ist die Reibung ein wichtiger Einflusspara-
meter, da diese entscheidend den Werkstofffluss, die Oberflächenbelastung am Werkstück 
und die notwendigen Prozesskräfte beeinflusst. Die Reibung als energiedissipierender Vor-
gang tritt überall dort auf, wo Flächen unter Belastung in Kontakt und Relativbewegung 
zueinander stehen. Ihre Wirkung ist immer der Bewegungsrichtung entgegengesetzt. Nach 
[GfT-02] wird in Haft- und Bewegungsreibung unterschieden, wobei die Bewegungsreibung 
in der Regel den Werkstofffluss beeinflusst und somit stärker von Bedeutung ist.  
Beim Drückwalzen tritt Reibung zwischen Dorn und Werkstück sowie zwischen den Rollen 
und dem Werkstück auf. Besonders wichtig ist die Reibung zwischen Rollen und Werkstück, 
da sie einerseits für die Rotation der Rollen verantwortlich ist und andererseits den Werk-
stofffluss, besonders die Staubildung, beeinflusst. Für die Abbildung der Reibung wurde das 
Reibfaktormodell gewählt (Gl. 5.2), da es aufgrund der hohen auftretenden Kontaktnormal-
spannungen (ca. 2,7kf0) besser geeignet ist als das Coulomb’sche Reibgesetz. 
 km   mit 
3
fk
k        (Gl. 5.2) 
Es stellt eine lineare Verknüpfung der Reibschubspannung τ mit der Schubfließgrenze k über 
den Reibfaktor m dar, wobei der Reibfaktor von 0 bis 1 variieren kann. Der Wert von 1 ent-
spricht dem Haften. Die durch Reibung verursachten Kräfte sind somit proportional zur 
Fließspannung. Erreicht die Kontaktnormalspannung die Schubfließgrenze, können die aus 
Reibung resultierenden Kräfte nicht weiter linear ansteigen, wie es beim Coulomb’schen 
Reibgesetz der Fall wäre. Bei unterschiedlichen Untersuchungen im Vorfeld dieser Arbeit 
zeigte sich nur eine geringe Abhängigkeit der Simulationsergebnisse vom verwendeten Reib-
faktor. Generell sollte der Reibfaktor aufgrund des vorherrschenden Gleit- bzw. 
Rollreibungszustandes gering sein [Won-08]. Für die Simulation des Prozesses wurde so-
wohl für die Werkstücke aus Stahl als auch für den Aluminiumwerkstoff ein Reibfaktor von 
m = 0,15 definiert. 
 
5.4 Werkstoffdaten 
Einen weiteren wichtigen Aspekt bei der Abbildung von Umformprozessen stellen die Werk-
stoffdaten dar, da nur mit möglichst genauen Daten das exakte Verhalten des Werkstoffes 
unter den entsprechenden Umformbedingungen beschrieben werden kann. Es ist besonders 
wichtig, dass die Gültigkeitsbereiche der verwendeten Fließkurven ausreichend sind. Im Ide-
alfall würden daher für alle verwendeten Werkstoffe 100Cr6, 42CrMo4, C15, St52 und AlMg3 
exakte Materialdaten aufgenommen.  
Für den Werkstoff 42CrMo4 lagen exakte Daten aus dem SPP 1146 vor [Mey-10]. Wie sich 
in den Arbeiten des SPP 1146 zeigte [Awi-10], liegen die mit den aufgenommenen Werk-
stoffdaten erzielten Simulationsergebnisse relativ nah an denen, die mit Werkstoffdaten aus 
der Standarddatenbank bzw. MatILDa erzielt wurden. Im Anfangsbereich des Prozesses 
treten mit der Datenbankfließkurve deutlich größere Abweichungen in den berechneten Kräf-
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ten auf (Bild 5-3). Dies begründet sich in den Fließkurven. Am Anfang des Prozesses bei 
geringer Temperatur und geringem Umformgrad liegt die Datenbankfließkurve deutlich über 
der aufgenommenen. Mit Fortschreiten des Prozesses, d.h. zunehmender Temperatur und 
größeren Umformgraden, wird dieser Unterschied jedoch immer geringer (Bild 5-4). Im inte-
ressanten Bereich des quasistationären Zustandes liegen die mit den Datenbankwerten 
berechneten Kräfte jedoch etwas näher an den experimentellen Werten. Die geometrischen 
Kenngrößen der Umformzone liegen auf dem gleichen Niveau (siehe Tabelle 5-2). Aufgrund 
der etwas besseren Genauigkeit im quasistationären Zustand wurde daher im Rahmen die-
ser Arbeit auf die Datenbankwerte zurückgegriffen. 
 
Bild 5-3: Vergleich der Gesamtkräfte FEM und Experiment, 42CrMo4 α = 20°, s0 = 4 mm, 
f = 1,33 mm/s, εR = 40 % [Awi-10] 
 
  
Bild 5-4: Vergleich der Fließkurven 42CrMo4 für 20°C und 200°C [Awi-10] 
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hst 4,30 4,50 4,40 
lst 4,70 4,90 4,90 
 
Auch aus den Ergebnissen weiterer Arbeiten kann geschlossen werden, dass mit Werkstoff-
daten aus entsprechenden Datenbanken gute Ergebnisse erzielt werden können [Ufe-06, 
Par-08, Won-08, Won-10]. Aufgrund der sowohl in der primären als auch in der sekundären 
Umformzone dominierenden Druckspannungen (vgl. Bild 2-7) [Her-97, Gor-95] sollten jedoch 
vorzugsweise Druckfließkurven verwendet werden. Für die Werkstoffe 100Cr6, 42CrMo4, 
C15 und AlMg3 liegen solche in der Materialdatenbank von SIMUFACT.FORMINGGP® vor. Die 
angegebenen Gültigkeitsbereiche sind in Tabelle 5-3 dargelegt. Für den Werkstoff St52 sind 
in der Datenbank jedoch nur Warmfließkurven für Temperaturen von 800°C bis 1200°C hin-
terlegt. Hier wurde für die Definition der Fließkurve auf einen entsprechenden Datenspeicher 
zurückgegriffen [Spi-09a]. Hierin sind die notwendigen SPITTEL-Koeffizienten für die Be-
schreibung der Fließkurve sowohl für Kalt- als auch Warmumformung angegeben. Die 
Koeffizienten als auch die Gültigkeitsbereiche der Daten sind ebenfalls in Tabelle 5-3 darge-
legt. 
 





digkeit  ̇ [s-1] 
Umformgrad φ 
100Cr6 Stauchen 20 – 600 1,6 - 40 0,05 – 1,0 
42CrMo4 Stauchen 20 – 600 1,6 - 40 0,05 – 1,0 
C15 Stauchen 20 – 600 1,6 - 40 0,05 – 1,0 
AlMg3 Stauchen 20 – 240 1,6 - 63 0,05 – 1,0 
     
St52 - 20 – 300 < 500 0,03 – 2,0 
A1 = 856,43 m1 = -0,00077 m2 = 0,12429 m3 = -0,00061 m4 = -0,00736 
 
Im folgenden Bild 5-5 sind die verwendeten Fließkurven nochmals grafisch dargestellt. 
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Wie bei jeder numerischen Abbildung eines Prozesses ist es notwendig, die aufgestellten 
Modelle anhand definierter Größen mit dem Realprozess abzugleichen. Für die Validierung 
der beschriebenen Simulationsmodelle wurden einerseits die während des Prozesses auf-
genommenen Prozesskräfte in axiale und radiale Richtung herangezogen. Andererseits 
erfolgte ein geometrischer Abgleich anhand der axialen Staugeometrie in der Umformzone. 
Der Abgleich zwischen Simulation und Experiment ist für die einzelnen Werkstoffe in  
Bild 5-6 bis Bild 5-11 dargestellt. Die Geometrie der Wulst wurde für die Validierung ver-
nachlässigt. Die Wulstgeometrie unterliegt bereits in den durchgeführten Versuchen einer so 
großen Schwankung, dass diese für eine Validierung der Simulation nicht geeignet ist.  
Generell kann festgehalten werden, dass für alle abgeglichenen Versuche die simulativen 
Prozesskräfte sehr gut mit den experimentell ermittelten übereinstimmen. Auch für die geo-
metrische Genauigkeit kann eine sehr gute Übereinstimmung konstatiert werden. Die 
Abweichung liegt hier deutlich unter 10 %. Anhand der gezeigten Übereinstimmungen kann 
davon ausgegangen werden, dass das generelle Simulationsmodell und besonders die ver-
wendeten Fließkurven dazu geeignet sind, den Prozess realitätsnah abbilden zu können. 
Anhand des Werkstoffes 42CrMo4 wurde ebenfalls ein Abgleich der simulativ berechneten 
Temperatur mit der im Versuch gemessenen Endtemperatur vorgenommen. Es ist gut zu 
sehen, dass auch die Temperatur einen quasistationären Wert erreicht. Dieser liegt hier bei 
ca. 260°C und stimmt somit sehr gut mit der gemessenen Endtemperatur überein. Die ver-
wendeten Wärmeübergangskoeffizienten zu den Werkzeugen und zur Umgebung sind 
demnach ausreichend genau definiert. Die Abweichung in der Anlaufphase der Kraftkurve für 
den Werkstoff 42CrMo4 begründet sich, wie bereits bei der Fließkurvenauswahl beschrie-
ben, in der gewählten Datenbankfließkurve. Aufgrund des flachen Rollenarbeitswinkels von 
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20° macht sich die höhere Fließspannung und daraus folgend der höhere Kraftbedarf vor-
wiegend in der Radialkraft bemerkbar. 
Die Abweichung in der berechneten Stauhöhe bei AlMg3 begründet sich in einer, mit dem 
weichen Werkstoff verbundenen, Überwurfbildung (Bild 5-7). Aufgrund dieser stellte sich der 
Abgleich als schwierig dar. Es kommt sowohl im Versuch als auch in der Simulation zu einer 
Überwurfbildung. Wie in Bild 5-7 links zu sehen, tritt die Überwurfbildung am Realbauteil je-
doch lokal auf; es kommt zu einem Wechsel zwischen reiner Staugeometrie und Überwurf 
über den Umfang gesehen. Dies kann in der Simulation nicht exakt abgebildet werden. Hier-
bei wird der Überwurf als annähernd konstante Größe über dem Umfang abgebildet  
(Bild 5-7 rechts). Für den Abgleich der Staugeometrie zwischen Versuch und Simulation 
wurde daher ein Berechnungszeitpunkt ausgewählt, an dem noch kein Überwurf auftrat. Die 
Schnittebene am Realbauteil wurde so gewählt, dass nur die reine Staugeometrie, ohne 
Überwurf, vermessen werden konnte. Das Auftreten des Überwurfes in der Simulation führt 
dann auch zum Abbruch dieser, weshalb die Prozesskräfte nicht für die gesamte Zeit von 
16 s abgeglichen werden können. Bis zum Abbruch der Simulation stimmen die Kraftverläufe 
jedoch sehr gut überein. 
 
Bild 5-6: Vergleich Experiment – Simulation 42CrMo4 
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Bild 5-7: Überwurfbildung Experiment (links) und Simulation (rechts) 
 
 
Bild 5-8: Vergleich Experiment – Simulation AlMg3 
 
 
Bild 5-9: Vergleich Experiment – Simulation 100Cr6 
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Bild 5-10: Vergleich Experiment – Simulation C15 
 
Bild 5-11: Vergleich Experiment – Simulation St52 
 
5.6 Untersuchte Parameterbereiche 
In den realisierten FE-Parameteranalysen wurden die anhand der Referenzversuche validier-
ten Werkstoffe untersucht. Die simulativ untersuchten Parameterbereiche (Tabelle 5-4) 
unterscheiden sich jedoch von den experimentell untersuchten, die in Tabelle 4-1 dargestellt 
sind. So wurde simulativ ein größerer Abstreckgradbereich und unterschiedliche Ausgangs-
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Tabelle 5-4: Simulativ untersuchte Parameterbereiche 
Prozessparameter Wert 
Material 100Cr6, 42CrMo4, St52, C15, AlMg3 
Rollenarbeitswinkel α [°] 15 – 35 
Vorschub f [mm/s] 1,33 – 4 
Drehzahl nWstk [U/min] 400 
Abstreckgrad εR [%] 20 – 60 
Anfangsandstärke s0 [mm] 4, 6, 8 
 
5.7 Zusammenfassung FEM-Simulation 
Wie aus den Ausführungen in diesem Kapitel ersichtlich wurde, ist die FEM-Simulation, im 
Hinblick auf die Ergebnisgenauigkeit sehr gut geeignet den Prozess des Drückwalzens ab-
zubilden. Aufbauend auf den validierten Modellen wird daher die FEM-Simulation für die 
Parameteranalyse des Prozesses genutzt und hat somit entscheidenden Anteil an den ent-
wickelten Ansätzen, besonders jedoch für die Untersuchung des tatsächlich auftretenden 
Vergleichsumformgrades. 
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6 Analytische Modelle 
Wie aus der Zielstellung dieser Arbeit hervor geht, liegt der Fokus der Arbeit auf der Entwick-
lung analytischer Ansätze zur Beschleunigung der FEM-Simulation des Drückwalzens bzw. 
der Optimierung der Simulationsmethode FloSim. Aufbauend auf den in den beiden vorher-
gehenden Kapiteln beschriebenen Experimenten und FEM-Simulationen erfolgt in diesem 
Kapitel die Analyse der durchgeführten Untersuchungen und die Entwicklung geeigneter 
analytischer Ansätze für die Berechnung der Umformzonengeometrie, der Bauteillänge wäh-
rend des Prozesses, des Vergleichsumformgrades und der Umformzonentemperatur. 
 
6.1 Geometriemodell für die Beschreibung der Umformzone 
Die Kenntnis über die Geometrie der Umformzone stellt einen deutlichen Vorteil dar, denn 
sie kann einerseits dazu genutzt werden, die FEM-Simulation zu beschleunigen [Awi-06] und 
andererseits können auch elementar-analytische Modelle, wie FloSim, z.B. durch die Be-
rücksichtigung der Staugeometrie optimiert werden. Unter 2.4 wird das Modell „ModIni“ 
beschrieben, welches für den Werkstoff 100Cr6 erarbeitet wurde, um die Geometrie der Um-
formzone im quasistationären Zustand zu berechnen. Das Modell ist jedoch nur für 100Cr6 
gültig und für die Anwendung auf andere Werkstoffe sind entsprechende Versuche für die 
Bestimmung der notwendigen Modellfaktoren notwendig. Das Ziel war daher, aufbauend auf 
diesem Modell ein neues, erweitertes Geometriemodell für das Drückwalzen im Gegenlauf 
zu erarbeiten, das es insbesondere ermöglicht, die Staugeometrie werkstoffunabhängig zu 
berechnen. 
Der Grundaufbau dieses neuen Geometriemodells ist in Bild 6-1 gezeigt. Die kennzeichnen-
den Hauptparameter der Umformzone sind wie bei „ModIni“ der Stau und die Wulst. Diese 
werden im Folgenden beschrieben über die Stauhöhe (hst) und -länge (lst) sowie die Wulst-
höhe (hw) und Wulstanfangs- (lwa) und -endlänge (lwe).  
Im Gegensatz zu ModIni wurde die Beschreibung der Staugeometrie so definiert, dass der 
Stauauslauf senkrecht zur gedrückten Fläche orientiert ist (vgl. Bild 6-1). Dies entspricht 
zwar nicht exakt der realen Geometrie, kann jedoch so definiert werden, da der Winkel des 
Stauauslaufes keinen entscheidenden Einfluss hat [Hay-79]. Durch diese Orientierung des 
Stauauslaufes wird die Anwendung in FloSim erleichtert, da die darin definierten Volumen-
elemente die gleiche Ausrichtung aufweisen. Weiterhin wurde als neue Kenngröße die 
Wulstendlänge lwe eingeführt. Ebenso wurden im neuen Modell die Berechnungsansätze der 
einzelnen Geometrieparameter weiterentwickelt (hst, lst, hw) oder neu definiert (lwa, lwe). Eine 
genaue Beschreibung der Stau- und Wulstgeometrie sowie die abgeleiteten Berechnungs-
möglichkeiten werden in den beiden folgenden Abschnitten erläutert. 
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Als Stau wird, wie unter 2.2.1 beschrieben, das in axiale Richtung vor der Rolle aufgestaute 
Material bezeichnet. Die Ausbildung, d.h. die Geometrie dieses Staus, wurde anhand der in 
Kapitel 4 beschriebenen Versuche in Abhängigkeit der Prozessparameter Werkstückwerk-
stoff, Rollenarbeitswinkel, Anfangswandstärke, bezogener Vorschub und Abstreckgrad 
untersucht. Die anhand dieser Versuche ermittelten Abhängigkeiten der Stauhöhe sind in 
Bild 6-3 bis Bild 6-5 dargestellt. Generell besteht bei jedem der genannten Prozessparame-
ter eine lineare Abhängigkeit der Stauhöhe. Es gilt jedoch zu beachten, dass so, wie die 
Stauhöhe definiert ist, die Ausgangswandstärke ein direkter Einflussfaktor ist. Das heißt, mit 
größer werdender Anfangswandstärke wird auch bei gleichbleibender Staugeometrie die 
Stauhöhe hst größer. Für die Interpretation der Ergebnisse wurde die Anfangswandstärke 
daher heraus gerechnet und die Stauhöhe als auch die Staulänge wurden relativ dargestellt. 
Das heißt, es wird nur der Materialstau vor der Rolle dargestellt, der über den Umfang des 
Ausgangsteils hinausgeht. Die relative Stauhöhe hst_relativ ist somit die Stauhöhe hst subtra-
hiert um die Ausgangswandstärke s0 (Gl. 6.1). 
 0_ shh strelativst          (Gl. 6.1) 
Die relative Staulänge lst_relativ beschreibt den Längenanteil lΔs, der über den hinausgeht, der 
sich aus dem Abstreckgrad ergibt (siehe Bild 6-2). Somit ergibt sich die relative Stauhöhe 
aus der abgestreckten Wandstärke (Gl. 6.2, Gl. 6.3). 






          (Gl. 6.3) 
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Bild 6-2: Schematische Darstellung der Umformzone in Bezug auf die relative Stauhöhe 
und -länge 
 
Hinsichtlich der Einflüsse kann festgehalten werden, dass je geringer die Anfangsfließspan-
nung des Materials ist, desto größer ist die Stauhöhe, da bei einem weicheren Werkstoff wie 
z.B. AlMg3, mit einer niedrigeren Fließkurve, das Material leichter plastisch verformt, d.h. 
zum Fließen gebracht werden kann und sich somit in größerem Umfang vor der Rolle auf-
staut. In Bezug auf den Einfluss des Arbeitswinkels ist es erwartungsgemäß so, dass mit 
größer werdendem Arbeitswinkel auch die Stauhöhe größer wird. Dies korreliert mit den 
notwendigen Axialkräften der Rollen, da bei einem steileren Arbeitswinkel die Normale der 
Rollenangriffsfläche mehr in axiale als in radiale Richtung ausgerichtet ist. Somit wird mehr 
Material in axiale Richtung verdrängt als bei kleinen Arbeitswinkeln, was zu einer größeren 
Staubildung führt. 
Die Kennzeichnung der einzelnen Versuche in den Legenden der Diagramme in diesem Ka-
pitel erfolgt auf Basis der jeweiligen Prozessparameter in der Reihenfolge Material, 
Arbeitswinkel, Anfangswandstärke, Abstreckgrad und Vorschub (Material α-s0-εR-f) und lautet 




Bild 6-3: Abhängigkeit der Stauhöhe vom Material (links) und vom Arbeitswinkel (rechts) 
 
Ebenso stellt es sich bei einer größeren Ausgangswandstärke dar. Je größer diese ist, desto 
mehr Material muss bei gleichem Abstreckgrad verdrängt werden. Somit steigt auch der An-
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teil des Materials, das in den Bereich des Staus verdrängt wird. Dies ist unabhängig vom 
Arbeitswinkel und vom Vorschub. Auch für den bezogenen Vorschub gilt, je größer dieser ist, 
desto größer wird die Stauhöhe. Denn auch hier ist es so, dass mit zunehmendem Vorschub 
das Volumen des verdrängten Materials pro Überrollung bzw. Umdrehung zunimmt. Es muss 
also in der gleichen Prozesszeit mehr Volumen in axiale/radiale Richtung verdrängt werden, 
was zu einer erhöhten Staubildung führt. 
 
 
Bild 6-4: Abhängigkeit der Stauhöhe von der Anfangswandstärke (links) und vom Vorschub 
(rechts) 
 
Wie für die beiden vorhergehend genannten Einflussgrößen gilt auch für den Abstreckgrad, 
je größer dieser ist, desto mehr Material muss verdrängt werden und desto größer ist die 
resultierende Stauhöhe. 
 
Bild 6-5: Abhängigkeit der Stauhöhe vom Abstreckgrad 
 
Da bei allen Prozessparametern ein nahezu linearer Zusammenhang besteht, wurde wie für 
das Modell „ModIni“ ein linearer Ansatz herangezogen, um die Stauhöhe zu beschreiben 
(Gl. 6.4). Neu im Vergleich zu ModIni ist jedoch der Anteil 
01 fkP  , für die Beschreibung des 
Werkstoffeinflusses. 
 Rfst PsPfPPkPh   5043201 sin    (Gl. 6.4) 
Dieser Ansatz beschreibt den Einfluss der einzelnen Systemparameter auf die Stauhöhe. Für 
die Beschreibung des Materialeinflusses wurde die Anfangsfließspannung kf0 (entspricht Re 
bzw. Rp0,2) herangezogen. Weiterhin gehen der Arbeitswinkel in [°], der bezogene Vorschub 
in [mm/s], die Anfangswandstärke in [mm] und der bezogene Abstreckgrad [-] ein.  
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Für die Ermittlung der notwendigen Modellparameter P1 bis P5 wurden aus den durchge-
führten Versuchen fünf repräsentative ausgewählt, um das folgende lineare 
Gleichungssystem zu erstellen. 
 I (AlMg3) 
54321 3,0433,15,018565,4 PPPPP   
 II (St52) 
54321 3,0433,15,033068,4 PPPPP   
 III (C15) 
54321 3,0466,2342,029750,4 PPPPP   
IV (100Cr6) 
54321 5,0333,12588,051327,3 PPPPP   
V (42CrMo4) 
54321 5,0433,12588,07353,4 PPPPP   
Durch entsprechendes Auflösen dieses Gleichungssystems können die fünf Parameter P1 
bis P5 ermittelt werden. Die so ermittelten Modellparameter sind in der folgenden Gleichung 
(Gl. 6.5) zu sehen.  
 Rfst sfkh   5,0984,005,0sin514,10002,0 00   (Gl. 6.5) 
  hst [mm], kf0…[N/mm²], α…[°], f…[mm/s], s0…[mm], εR…[-] 
 
Der entwickelte Ansatz zur Berechnung von hst stellt eine frei gewählte Parameterkombinati-
on der prozessspezifischen Systemparameter dar. Durch diese Kombination, physikalisch 
unterschiedlicher Größen, wird keine korrekte Dimensionsanalyse erreicht. Es sind daher die 
entsprechenden Eingabemaßeinheiten und die realisierte Ausgabemaßeinheit angegebene, 
unter denen der Ansatz gültig ist. 
Mit diesem Ansatz ist es, unabhängig vom Material, möglich, die für bestimmte Prozesspa-
rameter zu erwartende Stauhöhe in [mm] zu ermitteln. Separate Versuche für jeden 
einzelnen Werkstoff, wie vorher im Modell ModIni, entfallen somit. 
Die mit diesem Ansatz berechneten Stauhöhen stimmen sehr gut mit den experimentell er-
mittelten Werten für die fünf Versuchswerkstoffe überein. In Bild 6-6 ist die Abweichung der 
berechneten Werte von den aus den Versuchen ermittelten Werten dargestellt. Mit einer ge-
nerellen Abweichung von unter 10 % und einer Abweichung von unter 5 % für 80 % der 
Versuche kann mit dem ermittelten Ansatz eine sehr gute Genauigkeit erzielt werden. 
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Bild 6-6: Abweichung zwischen berechneter und experimentell ermittelter Stauhöhe 
 
Staulänge 
Da die Staulänge in direkter Abhängigkeit zur Stauhöhe steht, besteht auch hier eine lineare 
Abhängigkeit bei allen Einflussparametern (Bild 6-7 bis Bild 6-9). 
Mit geringer werdender Festigkeit des Werkstückmaterials wird die Staulänge größer. Dies 
beruht auf der direkten Abhängigkeit von der Stauhöhe, denn wenn diese größer wird, muss 
bei einem gleich bleibenden Arbeitswinkel, aufgrund der geometrischen Beziehung zwischen 
beiden, auch die Staulänge größer werden. Ebenso verhält es sich beim Arbeitswinkel der 




Bild 6-7: Abhängigkeit der Staulänge vom Material (links) und vom Arbeitswinkel (rechts) 
 
Wie bei der Stauhöhe resultiert der Einfluss der Anfangswandstärke und des Vorschubes 
aus dem zu verdrängenden Volumen. Je größer die Anfangswandstärke, desto größer wird 
bei gleichbleibendem Abstreckgrad das zu verdrängende Volumen. Mit zunehmendem zu 
verdrängendem Volumen nimmt auch der Anteil, der in den Stau verdrängt wird, zu. Dies 
führt zu einer größeren Stauhöhe und somit zu einer größeren Staulänge. 
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Bild 6-8: Abhängigkeit der Staulänge von der Anfangswandstärke (links) und vom Vorschub 
(rechts) 
 
Auch für den Einfluss des Abstreckgrades gilt, je größer dieser ist, desto mehr Material muss 
verdrängt werden, was zu einer größeren Staubildung und somit zu einer größeren Staulän-
ge führt. 
 
Bild 6-9: Abhängigkeit der Staulänge vom Abstreckgrad 
 
Aus den vorhergehenden Erläuterungen wird klar, dass die Staulänge maßgeblich von der 
Stauhöhe abhängt, da sonst der Einfluss der unterschiedlichen Werkstoffe vernachlässigt 
wird. Die Staulänge wird daher auf Basis der geometrischen Beziehung aus der Stauhöhe 








         (Gl. 6.6) 
Eine Darstellung der Abweichung zwischen berechneter und gemessener Staulänge ist in 
Bild 6-10 zu sehen. Die Abweichung liegt bei vier der betrachteten Werkstoffe unter 15 %. 
Lediglich beim Werkstoff AlMg3 kommt es zu größeren Abweichungen. Bei der Interpretation 
der Werte gilt es zu beachten, dass die berechnete Staulänge auf der vorher berechneten 
Stauhöhe basiert. Das bedeutet jedoch auch, dass die Abweichung der Stauhöhe mit in die 
Abweichung der Staulänge eingeht. Von daher kann hier keine generelle Abweichung von 
unter 5 % erwartet werden. Ebenfalls wird es durch den abgerundeten Übergang zwischen 
direkter Umformzone und der Endgeometrie des Bauteils, welche durch den Übergangsradi-
us an der Doppelkegelrolle beschrieben wird, erschwert, die Staulänge exakt zu vermessen. 
Geometriemodell  52 
Denn im Gegensatz zur Stauhöhe ist hierbei keine eindeutige Begrenzung gegeben. Werden 
diese Einflüsse bei der Bewertung berücksichtigt, dann kann mit dem vorgestellten Berech-
nungsmodell durchaus eine gute Genauigkeit erzielt werden. 
 




Während der Stau die Geometrie der Umformzone am äußeren Umfang beschreibt, gibt die 
Wulst die Geometrie der Umformzone am Innendurchmesser des Bauteils wieder. Die Wulst 
bildet sich immer am axialen Ende der Umformzone aus. Auch diese wurde, wie in Kapitel 4 
beschrieben, vermessen. Die dabei auftretenden Abhängigkeiten von den Einflussparame-
tern sind in Bild 6-12 bis Bild 6-19 dargestellt. Die Wulst wird dabei beschrieben durch ihre 
Höhe hw, ihren Anfang lwa und ihr Ende lwe (siehe Bild 6-1).  
Für die Wulsthöhe zeigt sich anhand der experimentellen Untersuchungen eine lineare Ab-
hängigkeit von den Prozessparametern Arbeitswinkel, Anfangswandstärke, Vorschub und 
Abstreckgrad. Es kann jedoch keine lineare Abhängigkeit vom verwendeten Material festge-
stellt werden (siehe Bild 6-12 links). Auch bei deutlich unterschiedlichen Materialien, im 
Hinblick auf die notwendige Fließspannung, kommt es zu ähnlich großen Wulsthöhen.  
Der Einfluss der Prozessparameter stellt sich ähnlich dar wie bei der Stauhöhe. Mit zuneh-
mendem Arbeitswinkel nimmt die Höhe der Wulst zu. Dies beruht vorwiegend auf dem 
Materialfluss während der Umformung in axiale Richtung (Bild 6-11). Bei einem flacheren 
Arbeitswinkel ist die Umformzone sehr stark in radiale Richtung ausgerichtet, wodurch der 
Werkstofffluss entgegensetzt der Vorschubrichtung erleichtert wird. Diese Begünstigung des 
Materialflusses führt dazu, dass sich keine so große Wulst bildet. Bei einem steilen Arbeits-
winkel ist die Umformzone jedoch sehr viel stärker in axiale Vorschubrichtung ausgerichtet. 
Dies erschwert den Werkstofffluss entgegengesetzt der Vorschubrichtung. Es kommt folglich 
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zu einem größeren Materialstau am Innendurchmesser des Bauteils und somit zu einer grö-
ßeren Wulstbildung. 
 




Bild 6-12: Abhängigkeit der Wulsthöhe vom Material (links) und vom Arbeitswinkel (rechts) 
 
Auch die Abhängigkeit der Wulsthöhe von den beiden Parametern Anfangswandstärke und 
Vorschub korreliert mit den Effekten bei der Stauhöhe. Je größer diese werden, desto größer 
wird auch die Wulsthöhe. In beiden Fällen kann dies anhand des verdrängten Volumens, d.h. 
des Werkstoffflusses erklärt werden. Bei einer größeren Anfangswandstärke muss bei 
gleichbleibendem Abstreckgrad und Vorschub mehr Material pro Zeitschritt/Umdrehung ver-
drängt werden, was zu einer größeren Wulstbildung führt. Ebenso verhält es sich beim 
Vorschub, je größer dieser ist, desto mehr Volumen wird verdrängt. Der Endquerschnitt des 
Bauteils bleibt jedoch gleich, d.h. es wird mehr Volumen durch den gleichen Querschnitt ge-
zwungen. Hierdurch kommt es zu einem größeren Materialstau innerhalb des Bauteils und 
somit zu einer größeren Wulstbildung. 
 
 
Bild 6-13: Abhängigkeit der Wulsthöhe von der Anfangswandstärke (links) und vom Vorschub 
(rechts) 
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Ebenso verhält es sich beim Abstreckgrad (Bild 6-14), je größer dieser ist, desto größer wird 
das verdrängte Volumen. Der Endquerschnitt des Werkstückes verringert sich aber noch 
zusätzlich. Es muss daher deutlich mehr Volumen in einen deutlich kleineren Querschnitt 
fließen, was zu einem größeren Materialstau und somit zu einer größeren Wulstbildung führt 
(Bild 6-15). 
 
Bild 6-14: Abhängigkeit der Wulsthöhe vom 
Abstreckgrad 
 
Bild 6-15: Schematische Darstellung des 
Werkstoffflusses in Abhängigkeit 
des Abstreckgrades 
 
Durch den sehr unterschiedlichen Einfluss des Materials und die damit verbundene große 
Streuung in den gemessenen Wulsthöhen ist es im Hinblick auf die Beschreibung der Geo-
metrie im Rahmen dieser Arbeit noch nicht gelungen, einen werkstoffübergreifenden 
Zusammenhang zu finden. Für die Berechnung der Wulsthöhe wurde daher ein allgemeiner 
Ansatz (Gl. 6.7) definiert. Anschließend wurden die notwendigen Faktoren P1 bis P4 für jedes 
Material einzeln bestimmt (Tabelle 6-1). So kann trotz der fehlenden Werkstoffunabhängig-
keit die Berechnung der Wulstgeometrie um die Werkstoffe 42CrMo4, C15, St52 und AlMg3 
erweitert werden. Auch hier stellt der Ansatz zur Berechnung von hW eine frei gewählte Pa-
rameterkombination der prozessspezifischen Systemparameter dar. Durch diese 
Kombination, physikalisch unterschiedlicher Größen, wird keine korrekte Dimensionsanalyse 
erreicht. Es sind daher die entsprechenden Eingabemaßeinheiten und die realisierte Ausga-
bemaßeinheit angegebene, unter denen der Ansatz gültig ist. 
 Rw PsPfPPh   40321 sin      (Gl. 6.7) 
  hW [mm], kf0…[N/mm²], α…[°], f…[mm/s], s0…[mm], εR…[-] 
 
Tabelle 6-1: Faktoren P1 bis P4 für die Berechnung der Wulsthöhe 
Werkstoff P1 P2 P3 P4 
AlMg3 -0,467 0,085 0,0342 0,623 
C15 0,402 -0,02 0,035 -0,47 
St52 -0,0635 0,086 -0,13 1,6 
100Cr6 2,286 -0,156 0,378 -4,148 
42CrMo4 0,156 -0,0035 -0,0041 0,241 
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Für die FE-Simulation mit dieser Geometrie, als modifizierte Anfangsgeometrie, wird die 
Wulst noch mit dem Radius Rw (Gl. 6.8), wie im Modell ModIni (Bild 2-19) abgerundet, um 
eine nachteilige Kerbwirkung zu vermeiden. 
05,1 sRw           (Gl. 6.8) 
Die mit dem beschriebenen Ansatz erreichte Genauigkeit ist anhand des folgenden Bild 6-16 
zu erkennen. Es kommt teilweise zu sehr großen Abweichungen. Dies begründet sich haupt-
sächlich durch die generelle, absolute Höhe der Wulst, die im unteren zehntel Bereich liegt 
und einer relativ großen Streuung innerhalb der Werkstoffe. Um über den gesamten Ver-
suchsbereich eine Abweichung von unter 10 % zu erreichen, müsste der gezeigte Ansatz bis 
aufs hundertstel genau sein. Dies kann mit dem gezeigten empirischen Modell nur bedingt 
realisiert werden.  
Für eine bessere Beschreibung der Wulsthöhe muss eine größere Datenbasis mit mehreren 
Wiederholungsversuchen geschaffen werden, um in der Streuung enthaltene Ausreißer zu 
eliminieren und die gegebenen Abhängigkeiten zu ermitteln. 
 
Bild 6-16: Abweichung zwischen berechneter und experimentell ermittelter Wulsthöhe 
 
Wulstlänge 
Die Wulst bildet sich immer am axialen Ende der Umformzone, um einen bestimmten Faktor 
versetzt unterhalb des Staus aus (siehe Bild 6-1). Bei der Auswertung der Wulstanfangslän-
ge lwa konnte daher auch ein starker Zusammenhang zwischen Staulänge lst und lwa 
festgestellt werden. Dementsprechend sind auch die Abhängigkeiten von den einzelnen Pro-
zessparametern ähnlich. Je fester das Material ist, desto kürzer wird die Wulstanfangslänge. 
Beim Einfluss des Arbeitswinkels α verhält es sich wie bei lst, je größer α, desto kleiner wird 
lwa. Dies ist wiederum rein geometrisch bedingt: je steiler α, desto kleiner wird die axiale 
Ausdehnung der Umformzone. Da sich die Wulst am axialen Ende der Umformzone ausbil-
det, wird aufgrund dessen auch die Wulstanfangslänge lwa kleiner. 
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Bild 6-17: Abhängigkeit der Wulstlänge vom Material (links) und vom Arbeitswinkel (rechts) 
 
Ebenfalls hauptsächlich geometrisch bedingt ist der Zuwachs der Wulstlänge mit zunehmen-
der Anfangswandstärke. Je größer die Anfangswandstärke, desto größer wird bei 
gleichbleibendem Abstreckgrad die abgestreckte Wandstärke sowie die axiale Ausdehnung 
der Umformzone. Dies führt zu einer deutlich größeren Länge bis zum Beginn der Wulst wie 
auch des Staus. Weiterhin nimmt durch die größere abgestreckte Wandstärke das verdräng-
te Volumen zu, was zu einem größeren Materialstau innerhalb des Werkstückes und somit 
zu einer größeren Wulstanfangslänge führt. Im Gegensatz zur Staulänge hat der Vorschub 
einen sehr geringen Einfluss auf lwa. Während bei lst eine Längenzunahme mit steigendem 
Vorschub zu verzeichnen ist, bleibt lwa nahezu konstant bzw. nimmt geringfügig ab. Das be-
deutet, das aus dem größeren Vorschub resultierende größere verdrängte Volumen 
verursacht ausschließlich ein radiales Wachstum von Stau und Wulst. 
 
 
Bild 6-18: Abhängigkeit der Wulsthöhe von der Anfangswandstärke (links) und vom Vorschub 
(rechts) 
 
Beim Einfluss des Abstreckgrades εR verhält es sich wie bei der Anfangswandstärke: je grö-
ßer εR, desto größer ist die abgestreckte Wandstärke. Dies führt rein geometrisch zu einer 
größeren Wulstanfangslänge, da sich die Wulst immer am axialen Ende der Umformzone 
ausbildet. Weiterhin wird mehr Volumen verdrängt, wodurch es zu einem größeren Material-
stau innerhalb des Werkstückes kommt. 
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Bild 6-19: Abhängigkeit der Wulstlänge vom Abstreckgrad 
 
Wie bereits erwähnt, konnte bei der Vermessung der Proben eine deutliche Abhängigkeit der 
Wulstanfangslänge lwa von der Staulänge lst festgestellt werden. Es ist so, dass die Wulst 
immer um einen bestimmten Faktor Klwa in axiale Richtung verschoben unter dem Stau liegt. 






K           (Gl. 6.9) 
Im folgenden Bild 6-20 ist das Verhältnis von Wulstanfangslänge zu Staulänge in Abhängig-
keit der Parameterkombination S dargestellt.  
 
Bild 6-20: Verhältnis von Wulstlänge zu Staulänge in Abhängigkeit der Parameterkombination S 
 
Anhand der darin gezeigten linearen Abhängigkeiten kann Klwa für die einzelnen Werkstoffe 
mit dem folgenden Ansatz beschrieben werden (Gl. 6.10). 
nSmK lwa          (Gl. 6.10) 















      (Gl. 6.11) 
  K [-], α…[°], f…[mm/s], s0…[mm], εR…[-] 
 
Der Faktor S ergibt sich aus der gegebenen Parameterkombination. Die aus den Zusam-
menhängen in Bild 6-20 ermittelten Faktoren m und n für die Beschreibung können der 
folgenden Tabelle 6-2 entnommen werden. 
 
Tabelle 6-2: Faktoren m und n für die Bestimmung von Klwa 
Werkstoff m n 
AlMg3 -0,254 0,99 
C15 1,96 0,91 
St52 -0,07 1,03 
100Cr6 3 0,73 
42CrMo4 1,46 0,83 
 
Somit kann lwa auf Basis von lst mit dem folgenden Ansatz beschrieben werden (Gl. 6.12).  
 stlwawa lKl          (Gl. 6.12) 
Die Genauigkeit dieses Ansatzes wird aus dem folgenden Bild 6-21 ersichtlich. Hier kann 
eine gute Übereinstimmung zwischen gemessenen und berechneten Werten festgehalten 
werden. Die Abweichung liegt in 90 % der Versuche unter 10 %. 
 
Bild 6-21: Abweichung zwischen berechneter und experimentell ermittelter Wulstlänge 
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Für die untersuchten Werkstoffe liegen die berechneten Klwa Werte jedoch häufig auf einem 
Niveau (Bild 6-22). Lediglich beim Werkstoff 100Cr6 kommt es zu einer großen Streuung. 
Wie Bild 6-23 zeigt kann somit lwa auch unabhängig von den Faktoren m und n mit einem 
konstanten Wert für Klwa in geringfügig schlechterer Genauigkeit bestimmt werden. Die kon-
stanten Klwa Werte für die untersuchten Werkstoffe sind in der folgenden Tabelle 6-3 
gegeben. 
 
Bild 6-22: Faktor Klwa in Abhängigkeit der Versuche 
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Tabelle 6-3: Konstanter Faktor Klwa für die Berechnung der Wulstanfangslänge lwa 







Weiterhin gilt es, noch das Wulstende zu beschreiben. Hierfür wurde von AWISZUS ET AL. 
[Awi-05] ein empirischer Wert von  
 05 slwe           (Gl. 6.13) 
angegeben. Ausgehend von den durchgeführten Vermessungen der Versuche mit den 
Werkstoffen 42CrMo4, AlMg3, C15 und St52 wurde dieser Wert auf  
 03 slwe           (Gl. 6.14) 
korrigiert, da mit diesem eine deutlich bessere Übereinstimmung zwischen Versuch und be-
rechneten Werten erzielt wurde.  
 
6.1.3 Zusammenfassung Geometriemodell 
Das in diesem Kapitel erarbeitete Geometriemodell für die Beschreibung der Umformzonen-
geometrie stellt erstmalig einen analytischen Ansatz bereit, der es werkstoffunabhängig 
ermöglicht, die Stauhöhe und Staulänge während des Prozesses zu berechnen. Dies ermög-
licht die Berücksichtigung des Staus innerhalb analytisch basierender Berechnungsmodelle. 
Auch für die Berechnung der Wulstgeometrie konnten analytische Ansätze abgeleitet wer-
den. Hier ist es jedoch im Rahmen dieser Arbeit nicht gelungen, einen 
werkstoffunabhängigen Zusammenhang zu finden. Dies begründet sich in den großen 
Schwankungen der Wulsthöhe und -länge innerhalb der untersuchten Werkstoffe. Um hier 
einen allgemeingültigen Zusammenhang zu finden, müssen weitere Untersuchungen mit 
unterschiedlichen Werkstoffen durchgeführt werden. 
Generell sollte jedoch berücksichtigt werden, dass die Wulst nur eine untergeordnete Rolle in 
der Abbildung von Drückwalzprozessen spielt. In der FEM-Simulation kann sie gar nicht bzw. 
nur unter nicht gerechtfertigtem Vernetzungsaufwand abgebildet werden und in analytischen 
Ansätzen ist ihr Einfluss aufgrund der geringen Größe minimal. 
Nichtsdestotrotz, stellt das entwickelte Gesamtmodell (Stau- und Wulstgeometrie) eine deut-
liche Verbesserung gegenüber dem Stand der Technik dar. Es bietet Potential für die 
Beschleunigung der FEM-Simulation als auch die Verbesserung analytischer Berechnungs-
modelle. 
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6.2 Berechnung der resultierenden Bauteillänge 
6.2.1 Berechnung der Länge zylindrischer Werkstücke für das Gegenlauf- und 
Gleichlaufverfahren 
Neben der Kenntnis über die Geometrie der Umformzone, welche entscheidend die benötig-
te Prozessleistung bzw. -kraft beeinflusst, ist besonders auch die Endgeometrie des Bauteils 
von Interesse. Beim Zylinderdrückwalzen ist dies im Speziellen die Endlänge des bearbeite-
ten Werkstückes. Die Berechnung der aktuellen Bauteillänge über den Prozess, d.h. des 
Werkstoffflusses, erfolgt wie in [Awi-13, Kle-12] beschrieben am einfachsten auf Basis der 
Volumenkonstanz. Das Volumen, welches während der einzelnen Umformschritte durch die 
Drückrollen verdrängt wird, kann nicht verloren gehen, sondern führt zu einer Geometrieän-
derung des Bauteils in Querschnitts- und Längenrichtung. Dieses Volumen kann nach 
HAYAMA [Hay-79] unterteilt werden in ein Stauvolumen, was kontinuierlich vor der Rolle in 
Vorschubrichtung fließt, und in das Volumen, das zur Längung des Bauteils in axiale Rich-
tung führt.  
Aufbauend auf den Erkenntnissen aus den experimentellen und simulativen Untersuchungen 
wird für die Betrachtung in dieser Arbeit festgelegt, dass sich der volle Stau erst bei vollem 
Rollenkontakt ausbildet. Da dieser anschließend kontinuierlich vor der Rolle aufrechterhalten 
wird, führt das im Stau befindliche Volumen über den Prozess hinweg zu keiner Verlänge-
rung des Bauteils. Es muss in Abhängigkeit der Verfahrensvariante entschieden werden, ob 
der Stau zur Längung beiträgt, oder nicht.  
Für das Gegenlaufverfahren muss das Stauvolumen einmalig bei Erreichen des vollen Rol-
lenkontaktes vom verdrängten Volumen subtrahiert werden. Dies ist notwendig, da bei der 
Verfahrensvariante Gegenlauf nicht über das komplette Bauteil verfahren werden kann und 
somit der Stau bis zum Ende des Prozesses auf dem Werkstück verbleibt. Das Stauvolumen 
trägt nicht zur Längung des Bauteils bei.  
Bei der Verfahrensvariante Gleichlauf erfolgt die Behandlung des Stauvolumens auf Basis 
des Umformweges. Wird nicht über die komplette Bauteillänge verfahren, dann wird wie 
beim Gegenlaufverfahren das Stauvolumen einmalig bei Erreichen des vollen Rollenkontak-
tes vom verdrängten Volumen abgezogen. Wird über die gesamte Bauteillänge verfahren, so 
wird das Stauvolumen am Ende des Prozesses mit umgeformt und trägt zur Längung des 
Werkstückes bei. In diesem Fall wird das Stauvolumen am Ende des Prozesses einmalig auf 
das verdrängte Volumen addiert. 
Ebenfalls durch HAYAMA wurde beschrieben, dass der Neigungswinkel im Stauauslauf kei-
nen nennenswerten Einfluss hat. Aufgrund dessen wurde der Stauauslauf so definiert, dass 
sich immer ein rechter Winkel mit der gedrückten Länge, d.h. der Kontaktfläche zwischen 
Werkstück und Werkzeug, ergibt. Unter dieser Annahme kann, anhand der gegebenen geo-
metrischen Beziehungen, das Volumen des Staus berechnet werden mit 
 StaudStau AbV  .        (Gl. 6.15) 
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bd beschreibt die gedrückte Breite. Diese kann nach HEROLD [Her-95] mit der folgenden 
Gleichung (Gl. 6.16) berechnet werden. 
 










b    (Gl. 6.16) 
Die Querschnittsfläche des Staus AStau, entspricht dem Flächeninhalt eines rechtwinkligen 




.        (Gl. 6.17) 
Die beiden Dreiecksschenkel a und b können anhand der Innenwinkel und der Höhe h, die 









b         (Gl. 6.19) 
 0_ shhh strelativst         (Gl. 6.20) 
Werden die Gleichungen (Gl. 6.18 bis Gl. 6.20) nun in Gl. 6.17 eingesetzt, kann die Quer-








0shA stStau      (Gl. 6.21) 
 
 
Bild 6-24: Berechnung des Stauquerschnittes  
 
Die für die Berechnung benötigte Stauhöhe hst kann anhand des in Kapitel 6.1 entwickelten 
Ansatzes (Gl. 6.5) berechnet werden. 
Das verdrängte Volumen pro Umformschritt Vverdrängt (Gl. 6.22), das die Verlängerung des 
Bauteils bewirkt, setzt sich zusammen aus der verdrängten Querschnittsfläche pro Überrol-
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lung Averdrängt, der Anzahl an Rollen iR, der Werkstückdrehzahl nWstk, der Zeitschrittweite ∆t 
sowie dem aktuellen Werkstückumfang U. 
   UtniAV WstkRverdrängtverdrängt       (Gl. 6.22) 
Die verdrängte Querschnittsfläche Averdrängt muss jedoch in Abhängigkeit der Prozessphase, 
d.h. in Abhängigkeit des Rollenkontaktes berechnet werden (Bild 6-25a, Bild 6-25b). Für die 
Anlaufphase des Prozesses, in der noch kein voller Rollenkontakt herrscht und keine Stau-






)1(   vridvrverdrängt slsA .    (Gl. 6.23) 
Averdrängt wird dabei anhand der Addition eines Dreiecks und eines Parallelogramms berech-
net (Bild 6-25a), die durch die gedrückte Länge ld, den rollenbezogenen Vorschub svr und 
den Rollenarbeitswinkel α beschrieben sind. Der rollenbezogene Vorschub beschreibt den 
axialen Versatz einer Rolle bei einer Überollung (siehe Bild 6-25b) und kann berechnet wer-








         (Gl. 6.24) 
Wobei iR die Anzahl der Drückrollen beschreibt. 
Ist die Rolle in vollem Kontakt (Bild 6-25b) mit dem Werkstück, d.h. der finale Durchmesser 
ist erreicht, berechnet sich die zu einer Verlängerung des Bauteils führende Querschnittsflä-
che Averdrängt mit 
 gesvrdvrverdrängt sslsA  sin .    (Gl. 6.25) 
Für die Längung des Bauteils wird nur die Querschnittsfläche des Parallelogramms berück-
sichtigt, da davon ausgegangen wird, dass sich der Stau über den Prozess hinweg 
kontinuierlich mit gleichem Volumen vor der Rolle in Vorschubrichtung bewegt.  
 
Bild 6-25: Berechnung der verdrängten Querschnittsfläche für a) die Anlaufphase (kein voller Rol-
lenkontakt) und b) vollen Rollenkontakt 
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Aus dem verdrängten Volumen kann anschließend die resultierende Längenänderung ∆l(i) 
des Werkstückes berechnet werden. In Abhängigkeit von der Verfahrensvariante kann dies 
für das Gleichlaufverfahren realisiert werden mit 









       (Gl. 6.26) 
und für das Gegenlaufverfahren mit 









.       (Gl. 6.27) 
Ri ist der Innendurchmesser des Werkstückes, Raws der anfängliche Außendurchmesser und 
Rews der aktuelle Außendurchmesser. Hierbei muss je nach Verfahrensvariante noch das 
Stauvolumen berücksichtigt werden. 
Der mit dem vorgestellten Ansatz berechnete Verlauf der Werkstücklänge über den Um-
formweg ist in Bild 6-26 für beide Verfahrensvarianten mit dem simulativ berechneten 
Längenverlauf gegenübergestellt. Es kann sowohl für das Gleichlauf- als auch für das Ge-
genlaufverfahren eine sehr gute Übereinstimmung konstatiert werden.  
  
Bild 6-26: Vergleich berechnete Bauteillänge analytisch und FEM für Gegenlauf und Gleichlauf, 
42CrMo4 α = 20°, s0 = 4 mm, f = 1,33 mm/s, εR = 40 % 
 
6.2.2 Zusammenfassung Berechnung der Bauteillänge 
Durch die relativ einfache Geometrie von Zylinderdrückwalzteilen stellt die Volumenkon-
stanz, als Basis für die Berechnung der Bauteillänge, eine sehr gute und einfache Grundlage 
dar. Das während der Umformung verdrängte Volumen resultiert somit unmittelbar in eine 
Verlängerung des Bauteils. Der in diesem Kapitel beschriebene Ansatz ermöglicht die Be-
rechnung der Bauteillänge während des Prozesses mit einer sehr guten Genauigkeit. Über 
eine Berücksichtigung der axialen und radialen Koordinaten der Rollen für die Berechnung 
des verdrängten Volumens kann dieser Ansatz auch ohne größeren Aufwand für abgesetzte 
zylindrische Werkstücke angewendet werden. Die Integration der Bauteillängenberechnung 
in das Simulationsmodell FloSim ermöglicht eine deutliche Verbesserung dessen. So kann 
neben der reinen Ermittlung von globalen Größen wie z.B. Kräften auch eine Visualisierung 
des Bauteils erfolgen.  
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6.3 Berechnung des Umformgrades für Zylinderdrückwalzprozesse 
6.3.1 Vorhandene Ansätze 
Für die Beschreibung des Formänderungszustandes wird in der Umformtechnik der Um-
formgrad verwendet. Es werden bei rotationssymmetrischen Problemen die einzelnen 
Umformgrade der drei Verformungsrichtungen (axial, radial und tangential) berechnet und zu 
einem nominellen Vergleichsumformgrad zusammengefasst. Diese Betrachtung ist jedoch 
für inkrementelle Prozesse wie das Drückwalzen nicht geeignet, da - wie in Kapitel 2.2.2 be-
schrieben - zusätzliche redundante Formänderungen auftreten. Diese setzen sich zum einen 
zusammen aus inneren Schiebungen, die zu einer bleibenden Geometrieänderung innerhalb 
des Bauteils führen, und zum anderen aus zusätzlichen Verformungen, z. B. durch den 
Walkeffekt. Diese zusätzlichen Formänderungen führen zu keiner bleibenden Geometrieän-
derung und sind an der Endgeometrie des Bauteils nicht messbar, führen über den Prozess 
hinweg jedoch zu einer zusätzlichen Belastung des Materials. Auch die durch die inneren 
Schiebungen hervorgerufenen Änderungen am Bauteil können messtechnisch nur schwer 
erfasst werden, führen jedoch zu einer deutlichen Erhöhung des nominellen Vergleichsum-
formgrades.  
Um noch einmal den Unterschied zwischen dem Vergleichsumformgrad und dem Gesamt-
umformgrad zu verdeutlichen, ist in Bild 6-27 ein entsprechendes Beispiel dargestellt. Ein 
quadratisches 2D-Volumenelement wird in einem ersten Umformschritt um 0,2 mm ge-
streckt. Der sich ergebende Vergleichsumformgrad ϕv beträgt 0,21. Ebenso groß ist der in 
das Element eingebrachte Gesamtumformgrad ϕges, da nur ein Umformschritt erfolgt ist. Wird 
dieses Element nun in einem zweiten Schritt jedoch wieder um denselben Betrag gestaucht, 
so erhält man anhand der Endabmessungen ein ϕv von 0. Der eingebrachte ϕges liegt jedoch 
bei 0,42, da die Umformgrade der beiden Umformschritte aufsummiert werden. 
 
Bild 6-27:  Gegenüberstellung des Vergleichs- und Gesamtumformgrades für ein Viereck-Element 
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Anhand des gezeigten Beispiels wird sehr gut deutlich, warum für inkrementelle Umformver-
fahren ein so großer Unterschied zwischen Vergleichsumformgrad und Gesamtumformgrad 
besteht. Die vielen kleinen Umformungen, die z.B. beim Drückwalzen durch den Walkeffekt 
hervorgerufen werden, werden im Vergleichsumformgrad nicht berücksichtigt. Sie stellen 
jedoch eine hohe Belastung für das Material dar und haben somit einen großen Einfluss z.B. 
auf das Verfestigungsverhalten. 
Es ist jedoch bei Rohrwalzprozessen wie dem Drückwalzen so, dass selbst der eingebrachte 
Vergleichsumformgrad, d.h. die bleibende geometrische Änderung des Werkstückes, deut-
lich größer ist als der, der anhand der Abmessungen des Bauteils in axiale, radiale 
(Dickenrichtung) und tangentiale (Umfangsrichtung) Richtung ermittelt werden kann. Dies 
liegt an den im Werkstück auftretenden inneren Schiebungen, d.h. den Verzerrungen des 
Materials in axiale und tangentiale Richtung (vgl. Bild 2-20).  
Diese führen zu einer deutlichen Erhöhung des Vergleichsumformgrades. Für die Berech-
nung dieses erweiterten Vergleichsumformgrades entwickelte EICKEN den in Kapitel 2.2.2 
genannten Ansatz. Die messtechnische Erfassung der inneren Schiebungen ist jedoch nur 
schwer praktikabel. BINOTSCH [Bin-09, Bin-10] nutzte die FEM-Simulation für die Ermittlung 
der Schiebungsanteile. Hierzu wurde, wie in Bild 6-28 dargestellt, ein separat über Marking-
grids definiertes Volumenelement eingebracht und über den Prozess betrachtet. Der anhand 
der Geometrie des Volumenelements ermittelte erweiterte Vergleichsumformgrad, der die 
auftretenden Schiebungsanteile berücksichtigt, liegt mit 2,85 deutlich höher als der nominelle 
Vergleichsumformgrad aus den reinen Endabmessungen von 1,65. Der starke Anteil der 
Schiebungen am Gesamtumformgrad von Rohrwalzprozessen konnte so bestätigt werden. 
Die Abweichung zu dem im FEM-Modell berechneten Gesamtumformgrad von 5,7 beträgt 
jedoch immer noch 100 %, wodurch die Bedeutung der zusätzlichen Formänderungen 
nochmals hervorgehoben wird.  
 
Bild 6-28: Über Markinggrids definiertes Volumenelement zur Untersuchung der Formänderung des 
KRM-Planetenschrägwalzens und die Verformung dieses Volumenelements [Bin-09] 
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Wie bereits erwähnt, stellt sich jedoch die Ermittlung der Schiebungsanteile als praktisch 
schwer realisierbar dar. Mit der Entwicklung eines Ansatzes speziell für das Drückwalzen, 
der es ermöglicht den auftretenden Gesamtvergleichsumformgrad anhand der am Bauteil 
messbaren Endabmessungen zu ermitteln, beschäftigten sich wie bereits in Kapitel 2.2.2 
erwähnt HEROLD ET AL. [Her-94, Her-98]. Anhand der genannten Ausführungen kann der 
Gesamtvergleichsumformgrad berechnet werden aus dem Umformgrad ϕvA, der aus eventu-
ellen Vorverformungen resultiert, einem ideellen Vergleichsumformgrad ϕvid und einem durch 
Stau- und Wulstbildung hervorgerufenen zusätzlichen Vergleichsumformgrad ϕz (Gl. 6.28). 
 ZVidVAges          (Gl. 6.28) 
Dabei lässt sich der ideelle Vergleichsumformgrad ϕVid mit der unter Kapitel 2.2.2 genannten 































































Da der Anteil der durch die Wulst hervorgerufenen Formänderung sehr gering ist, kann der 
zusätzliche Umformgrad rein auf Basis des Staus ermittelt werden [Her-94] (Gl. 6.29, 
Gl. 6.30). 



































































 (Gl. 6.30) 
Wird so der Gesamtvergleichsumformgrad z.B. für den Referenzversuch des Werkstoffes 



























































 82,0Vid  


























































4,02,02 Z  
Es ergibt sich daher ein Gesamtvergleichsumformgrad von 
 22,14,082,0 ges  
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Dieser ist deutlich größer als der Vergleichsumformgrad nach von MISES, den man auf Ba-






















 717,0vges  
Doch im Vergleich zum simulativ berechneten, maximalen Vergleichsumformgrad an der 
Bauteiloberfläche (Bild 6-29) ergibt sich noch immer eine signifikante Abweichung. Dies be-
gründet sich durch die Nichtberücksichtigung der starken axialen und tangentialen 
Schiebungen (vergleiche Bild 2-20), die in den oberflächennahen Bereichen auftreten. Diese 
sind experimentell jedoch nicht oder nur sehr schwer messbar, weshalb Herold die Schie-
bungen in seinem Ansatz nicht berücksichtigen konnte. Auch der mittlere Umformgrad über 
der Wandstärke ist mit ca. 1,5 deutlich größer als der berechnete Vergleichsumformgrad von 
1,22. 
 
Bild 6-29: Mittels FEM berechneter Vergleichsumformgrad für 42CrMo4, α = 20°, s0 = 4 mm, 
εR = 50 %, f = 1,33 mm/s 
 
Der hohe tangentiale Anteil am Gesamtvergleichsumformgrad kann auch nochmals durch 
das folgende Bild 6-30 verdeutlicht werden. Es wurden vor der Bearbeitung des Werkstü-
ckes parallele Linien über den Umfang des Bauteils aufgetragen, um die während des 
Prozesses auftretende Torsion des gesamten Werkstückes zu visualisieren. Hierdurch kann 
sehr gut verdeutlicht werden, dass bereits aus einem sehr geringen Abstreckgrad von 20 % 
eine deutliche Torsion des Werkstückes resultiert. Eine komplette experimentelle Analyse 
aller Einflussparameter auf die Torsion des Bauteils scheiterte an der Haltbarkeit der aufge-
brachten Linien. Da z.B. mit kleineren Vorschüben oder größeren Abstreckgraden die 
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Belastung der Werkstückoberfläche deutlich zunimmt, kommt es zum Abtrag der Linien so 
dass deren Verlauf nicht mehr nachvollzogen werden kann. 
 
Bild 6-30: Aus dem Drückwalzprozess resultierende Torsion des Werkstückes 
 
Wie aus Bild 6-29 und Bild 6-31 jedoch auch ersichtlich wird, treten die maximalen Formän-
derungen an der Bauteiloberfläche auf und nehmen über die Wandstärke hin zum 
Innendurchmesser des Bauteils ab. Dies kann auch anhand von Gefügeaufnahmen an Ver-
suchsproben bestätigt werden (Bild 6-32). Auch hier wird deutlich, dass über die gesamte 
Wandstärke eine Formänderung eingebracht wird, sich die maximale Formänderung jedoch 
auf oberflächennahe Bereiche begrenzt.  
Für eine Beurteilung der eingebrachten Formänderungen muss der maximale Vergleichsum-
formgrad, welcher den Umformgrad an der Oberfläche beschreibt, als auch ein mittlerer 
Umformgrad, der die in die gesamte Wandstärke eingebrachte Formänderung beschreibt, 
berücksichtigt werden. Für die Beurteilung der auftretenden Oberflächenverfestigung als 
auch der zu erwartenden Oberflächengüte kann der maximale Vergleichsumformgrad heran-
gezogen werden. Für analytische Ansätze, wie FloSim, in denen die Wandstärke als Ganzes 
betrachtet wird, ist der mittlere Vergleichsumformgrad für die Berechnung der notwendigen 
Fließspannung von Bedeutung.  
 
Bild 6-31: Umformgradverlauf über die Wandstärke des Bauteils 
 




Gefüge nach der Umformung 
Bild 6-32: Verdeutlichung der oberflächennahen Formänderung anhand des Gefüges (42CrMo4, 
α = 20°, s0 = 4 mm, εR = 40 %, f = 1,33 mm/s) [Glä-13] 
 
6.3.2 Analyse des Vergleichsumformgrades mittels FEM 
Aufgrund der sehr diffizilen experimentellen Analyse des Umformgrades und des hohen 
Fehlerpotentials wurde der Vergleichsumformgrad, basierend auf den kalibrierten 
FEM-Modellen, simulativ analysiert. So erfolgte eine Variation aller einflussnehmenden Pro-
zessparameter, um deren Effekte auf den Vergleichsumformgrad zu detektieren. 
Es wurde aufgrund der vorhergehend erläuterten Umformgradverteilung am Bauteil einer-
seits eine Analyse über die Bauteillänge und andererseits über der Wandstärke (Bild 6-33) 
durchgeführt 
 
Bild 6-33: Schematische Darstellung der Umformgradverläufe über der Bauteillänge und der Wand-
stärke 
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Hier zeigen sich die zu erwartenden Verläufe. Über die Länge des Bauteils gesehen steigt 
der Umformgrad über einen gewissen Bereich hin an und nimmt dann nicht mehr zu, da 
nach dem Erreichen der quasistationären Umformzonengeometrie ein kontinuierlicher Mate-
rialfluss durch die Umformzone stattfindet und somit kontinuierlich die gleiche Formänderung 
in das Bauteil eingebracht wird. Dieser quasistationäre Zustand wird sowohl an der Außen-
seite als auch an der Innenseite des Bauteils erreicht. Über die Wandstärke gesehen zeigt 
sich auch aus der FEM-Berechnung heraus der, in Bild 2-20 durch die Pins verdeutlichte, 
exponentielle Verlauf.  
In den folgenden Ausführungen wird der Einfluss der einzelnen Prozessparameter auf den 
quasistationären Vergleichsumformgrad sowie den Umformgradverlauf über der Wandstärke 
(Durchformung) betrachtet. 
Werkstoff 
Als erster Faktor wurde der Einfluss des Werkstoffes betrachtet (Bild 6-34). Hier zeigte sich 
nur eine geringe Abhängigkeit des Vergleichsumformgrades. Bei den drei Stahlwerkstoffen 
liegt der quasistationäre Umformgrad auf einem ähnlichen Niveau. Einzig beim Aluminium-
werkstoff kommt es zu einer deutlicheren Zunahme von 3 auf 3,5. Wird nun nochmals die im 
Kapitel 6 ermittelte Abhängigkeit der Stauhöhe betrachtet (Bild 6-34), so wird deutlich, dass 
auch diese einen ähnlichen Verlauf zeigte. Die relative Stauhöhe der Stahlwerkstoffe liegt in 
einem Bereich von 0,5 bis 0,6 mm, die des Aluminiumwerkstoffes mit 0,8 mm deutlich höher. 
Die Variationen im quasistationären Vergleichsumformgrad an der Bauteilaußenseite sind 
demzufolge hauptsächlich auf die Staubildung zurückzuführen. Alle anderen Prozesspara-
meter sind gleich. Es treten zwar zusätzliche Prozessschwankungen auf, die zu 
Unterschieden in den Stauhöhen und auch Umformgraden führen können. Die sich ergeben-
den geometrischen Abmessungen sind jedoch, die Stauhöhe ausgenommen, gleich, was 
somit auch zu annähernd gleichen Vergleichsumformgraden an der Außenseite führen muss.  
 
Bild 6-34: Einfluss des Materials auf den quasistationären Vergleichsumformgrad 
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Auch beim Verlauf des Vergleichsumformgrades über der Wandstärke treten nur geringfügi-
ge Unterschiede in den qualitativen Verläufen der einzelnen Werkstoffe auf (Bild 6-35). Die 
Stahlwerkstoffe weisen eine etwas größere Krümmung auf als der Aluminiumwerkstoff, d.h. 
einen schnelleren Umformgradabfall, während die Kurve beim Aluminiumwerkstoff etwas 
flacher verläuft. Es sticht hervor, dass die Stahlwerkstoffe trotz der unterschiedlichen Festig-
keiten nahezu identische Verläufe über der Wandstärke aufweisen. Hier wäre eher zu 
erwarten gewesen, dass mit abnehmender Festigkeit die Krümmung des Verlaufes abnimmt, 
also die Wandstärke stärker durchgeformt wird. Anhand der Simulationsergebnisse kann 
dies jedoch nicht bestätigt werden. Neben der flacheren Krümmung beim Aluminium ist auch 
der quasistationäre Vergleichsumformgrad an der Innenseite des Bauteils größer. Der Alu-
miniumwerkstoff wird also bei gleichen Prozessparametern stärker durchgeformt als die 
Stahlwerkstoffe. 
 
Bild 6-35: Umformgradverlauf über der Wandstärke in Abhängigkeit des Materials 
 
Bei den im Folgenden gezeigten numerischen Untersuchungen zum Einfluss der Prozesspa-
rameter auf den quasistationären Vergleichsumformgrad und dem Verlauf über der 
Wandstärke wurde davon ausgegangen, dass der Prozessparametereinfluss für unterschied-
liche Werkstoffe nahezu konstant ist. Die Variationsanalyse wurde daher exemplarisch mit 
dem Werkstoff 42CrMo4 durchgeführt, da bei diesem bereits eine gute Datenbasis aus dem 
SPP 1146 vorhanden war. 
 
Vorschub 
Die aus den FEM-Simulationen ermittelte Abhängigkeit des Vergleichsumformgrades vom 
Vorschub ist in Bild 6-36 dargestellt. Hier zeigt sich der bereits in der Literatur [Won-10] be-
schriebene Einfluss. Je größer der Vorschub ist, desto geringer wird der eingebrachte 
Umformgrad. Dies begründet sich in der Anzahl der Überrollungen und den damit verbunde-
nen eingebrachten Schiebungen in radiale und tangentiale Richtung.  
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Im Gegensatz zu den Arbeiten von WONG et al., bei denen der Umformgrad an der Innensei-
te des Bauteils mit größer werdendem Vorschub zunimmt, ist dieser in den hier 
durchgeführten Untersuchungen konstant. Dies könnte sich einerseits in der unterschiedli-
chen Verfahrensvariante – Gegenlauf statt Gleichlauf – begründen. Andererseits ist das in 
[Won-10] präsentierte FE-Modell, mit drei Elementen über der Wandstärke von 3 mm, auch 
sehr grob gehalten, was dazu geführt haben könnte, dass die Umformgrade an der Innensei-
te zu groß berechnet wurden. Bei den gezeigten Untersuchungen wurden acht Elemente 
über der Wandstärke (4 mm) modelliert. Der Einfluss der Wulstbildung wird in beiden Arbei-
ten vernachlässigt. 
 
Bild 6-36: Einfluss des Vorschubes auf den quasistationären Vergleichsumformgrad 
 
Der Verlauf über der Wandstärke stellt sich dann wie in Bild 6-37 dar. Bei den kleineren Vor-
schüben von 1,33 mm/s und 2,66 mm/s treten die Formänderungen sehr stark im 
oberflächennahen Bereich auf und fallen stark über der Wandstärke ab. Wohingegen bei 
einem größeren Vorschub von 4 mm/s der maximale Umformgrad deutlich niedriger ist, der 
Wandstärkenverlauf jedoch sehr viel homogener als bei den beiden anderen Vorschüben. 
Ausgehend vom quasistationären Umformgrad wird bei 4 mm/s eine deutlich homogenere 
Durchformung erzielt. Unabhängig vom Vorschub liegen die Vergleichsumformgrade ab ei-
ner Eindringtiefe von ca. 1 mm auf dem gleichen Niveau. 
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Bild 6-37: Umformgradverlauf über der Wandstärke in Abhängigkeit des Vorschubes 
 
Sowohl der Einfluss des Vorschubes auf den maximalen Vergleichsumformgrad als auch der 
Verlauf über der Wandstärke können anhand von Mikrohärtemessungen (Bild 6-38) bestätigt 
werden. Die Mikrohärte (Vickers HV0,5) wurde an drei unterschiedlichen Punkten (Außen, 
Mitte, Innen) über der Wandstärke ermittelt. Es zeigt sich, dass äquivalent zum Vergleichs-
umformgrad die maximale Härte an der Außenseite des Bauteils auftritt. Mit größer 
werdendem Vorschub nimmt die Härte in den oberflächennahen Bereichen ab. An der In-
nenseite liegen alle Härtewerte auf dem gleichen Niveau. Es kann auch verdeutlicht werden, 
dass eine Formänderung über der kompletten Wandstärke auftritt, denn alle Härtewerte lie-
gen über der Ausgangshärte des Grundwerkstoffes. 
 
Bild 6-38: Mikrohärte für den Werkstoff St52 an drei unterschiedlichen Punkten über der Wandstär-
ke in Abhängigkeit des Vorschubes [Glä-13] 
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Abstreckgrad 
Der Einfluss des Abstreckgrades stellt sich wie erwartet dar. Je größer der Abstreckgrad 
wird, desto größer werden auch die eingebrachten Formänderungen an der Außen- als auch 
der Innenseite des Bauteils (Bild 6-39). Denn je größer die Abstreckung, desto größer wird 
die rein geometrische Änderung der Wandstärke. Weiterhin muss mit größer werdendem 
Abstreckgrad mehr Material verdrängt werden. Ebenfalls werden die gedrückte Länge am 
Bauteil und somit auch die axiale Ausdehnung der Umformzone größer. Der Werkstoff 
braucht somit eine längere Zeit für den Durchfluss durch die Umformzone, was zu größeren 
Verzerrungen in axiale und tangentiale Richtung führt.  
 
Bild 6-39: Einfluss des Abstreckgrades auf den quasistationären Vergleichsumformgrad 
 
Je größer der Abstreckgrad wird, desto kleiner wird die Endwandstärke des Bauteils. Somit 
wird eine bessere Durchformung dieser erreicht, was neben den höheren Umformgraden an 
der Außenseite auch zu deutlich größeren Umformgraden an der Innenseite des Bauteils 
führt. Während bei einem sehr geringen Abstreckgrad von 20 % ein oberflächennaher Be-
reich von ca. 0,5 mm eine signifikante Formänderung erfährt wird bei einem Abstreckgrad 
von 60 % die gesamte Endwandstärke durchgeformt.  
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Bild 6-40: Umformgradverlauf über der Wandstärke in Abhängigkeit des Abstreckgrades 
 
Auch der Einfluss des Abstreckgrades kann sehr gut anhand von Mikrohärtemessungen 
(Bild 6-41) bestätigt und anhand von Gefügeaufnahmen (Bild 6-42) visualisiert werden. In 
Bild 6-41 wird sehr gut ersichtlich, dass mit größerem Abstreckgrad eine größere Formände-
rung in den Oberflächenbereichen auftritt. Die Gefügekörner werden deutlich stärker 
gestreckt und gestaucht. Diese stärkere Verformung der oberflächennahen Bereiche wie 
auch die stärkere Durchformung der Wandstärke sind sehr gut anhand der Mikrohärtewerte 
ersichtlich (Bild 6-42). Aus der größeren Formänderung an der Außenseite resultiert eine 
deutlich stärkere Verfestigung und somit ein wesentlich größerer Mikrohärtewert. Es wird 
ebenfalls deutlich, dass die Wandstärke mit einem größeren Abstreckgrad erheblich stärker 
durchgeformt wird. Sowohl die Härte in der Mitte der Endwandstärke als auch an der Innen-




Gefüge nach Umformung 
εR = 30 % 
 
Gefüge nach Umformung 
εR = 40 % 
Bild 6-41: Gefügeausbildung in Abhängigkeit des Abstreckgrades 42CrMo4 [Glä-13] 
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Beim Einfluss des Arbeitswinkels stellt es sich zunächst ähnlich dar wie beim Abstreckgrad. 
Mit größeren Winkeln nimmt auch der Vergleichsumformgrad an der Außenseite des Bauteils 
deutlich zu (Bild 6-43). Dies begründet sich darin, dass durch den größeren Winkel und die 
damit verbundene Änderung der Ausrichtung der Kontaktfläche und somit der Umformzone 
ein größerer Fließwiderstand in axiale Richtung entsteht. Durch den erschwerten Material-
fluss in axiale Richtung kommt es zu größeren Verzerrungen und somit zu größeren 
Umformgraden an der Außenseite des Bauteils. Die axiale Ausrichtung der Umformzone wird 
auch sehr gut anhand der Formänderung über der Endwandstärke deutlich (Bild 6-44). 
Der maximale Vergleichsumformgrad an der Außenseite nimmt mit größer werdendem Ar-
beitswinkel deutlich zu. Die eingebrachte Formänderung konzentriert sich jedoch sehr stark 
auf die oberflächennahen Bereiche. Über die Wandstärke gesehen nimmt der Vergleichsum-
formgrad sehr stark ab (Bild 6-44). Wird der Arbeitswinkel kleiner und damit verbunden die 
radiale Ausrichtung der Umformung größer, verringert sich der Umformgradabfall über der 
Wandstärke. Die Umformgradverteilung über der Endwandstärke ist also deutlich homoge-
ner. Dieser sehr viel kleinere Vergleichsumformgrad bei einem flacheren Arbeitswinkel 
begründet sich wiederrum in der Begünstigung des Werkstoffflusses in axiale Richtung. Es 
treten somit deutlich geringere innere Schiebungen auf. Der auftretende Vergleichsumform-
grad resultiert somit deutlich stärker allein aus der reinen Geometrieänderung (Länge, 
Umfang und Wandstärke) des Bauteils. 
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Bild 6-43: Einfluss des Arbeitswinkels auf den quasistationären Vergleichsumformgrad 
 
Die Zunahme des Vergleichsumformgrades mit größer werdendem Arbeitswinkel und die 
damit verbundene stärkere Belastung der oberflächennahen Bereiche lässt sich auch gut 
anhand der Oberflächenqualität eines Bauteils visualisieren. In Bild 6-45 sind beispielhaft die 
Oberflächen der Bauteile nach der Bearbeitung dargestellt. Es ist deutlich zu erkennen, dass 
beim kleineren Arbeitswinkel von α = 22° eine deutlich bessere Oberflächengüte erreicht 
wurde. Bei α = 30° wurde eine deutlich größere Belastung der Oberfläche erzielt, was zu 
einer deutlich schlechteren Oberflächengüte, bis hin zur Schuppenbildung, geführt hat. 
 
Bild 6-44: Umformgradverlauf über der Wandstärke in Abhängigkeit des Arbeitswinkels 
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Bild 6-45: Oberflächenqualität eines Bauteils in Abhängigkeit des Arbeitswinkels, Werkstoff C15, 
s0 = 4 mm, f = 1,33 mm/s, εR = 30 % 
 
Anfangswandstärke 
Der Einfluss der Anfangswandstärke s0 stellt sich ähnlich dar, wie der des Arbeitswinkels 
(Bild 6-46). Je größer s0, desto größer wird das verdrängte Volumen pro Umformschritt, was 
bereits zu einer größeren relativen Stauhöhe bei größeren Anfangswandstärken führte. Wei-
terhin vergrößert sich auch die gedrückte Länge und somit die axiale Ausdehnung der 
Umformzone mit zunehmender Anfangswandstärke. Dies führt insgesamt zu stärkeren Ver-
zerrungen in axiale und tangentiale Richtung. Die Zunahme der tangentialen Verzerrung, 
d.h. der Verdrillung des Bauteils, kann auch anhand der Verformung des FE-Netzes, zwi-
schen den Neuvernetzungsschritten, verdeutlicht werden (Bild 6-47). Es wurde der 
tangentiale Versatzwinkel für alle drei Anfangswandstärken zwischen zwei Neuvernetzungs-
schritten (∆t) ermittelt. Bei der Wandstärke 8 mm kommt es aufgrund stärkerer Verzerrungen 
zeitiger zu einer Neuvernetzung, weshalb das ∆t bei dieser Wandstärke deutlich kleiner ist. 
Doch bereits in der kürzeren Zeit tritt eine deutlich größere Verzerrung auf.  
Es kann dementsprechend festgehalten werden, dass mit zunehmender Anfangswandstärke 
die Verdrillung, d.h. der Winkel γ größer wird.  
Umformgrad von Zylinderdrückwalzprozesses  80 
 
Bild 6-46: Einfluss der Anfangswandstärke auf den quasistationären Vergleichsumformgrad 
 
Bild 6-47: Tangentiale Verzerrung des FE-Netzes in Abhängigkeit der Anfangswandstärke 
 
Hinsichtlich des Formänderungsverlaufes über der Wandstärke stellt es sich so dar, dass die 
Durchformung der Endwandstärke mit zunehmender Anfangswandstärke zunimmt  
(Bild 6-48). 
 
Bild 6-48: Umformgradverlauf über der Wandstärke in Abhängigkeit der Anfangswandstärke 
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Es wird anhand der gezeigten Ergebnisse nochmals deutlich, dass die zum Stand der Tech-
nik gehörenden, rein geometrischen Beziehungen für die Berechnung des 
Vergleichsumformgrades für das Drückwalzen nicht ausreichend sind. Wichtige Einflussgrö-
ßen wie z.B. der Vorschub oder der Arbeitswinkel werden darin nicht berücksichtigt. 
Ebenfalls wird aus den vorangegangenen Ausführungen deutlich, dass die größten Formän-
derungen an der Außenseite des Bauteils, in den oberflächennahen Bereichen auftreten. 
Über die Wandstärke hinweg, bis hin zum Innendurchmesser des Bauteils, ist ein starker 
Abfall des Vergleichsumformgrades zu verzeichnen. Es werden daher im Folgenden zwei 
unterschiedliche Umformgradansätze verfolgt. Einerseits ist dies der maximale Vergleichs-
umformgrad ϕvqsZ an der Bauteiloberfläche (Außenseite). Dieser erlaubt z.B. eine 
Einschätzung der Werkstoffbelastung (Oberflächenqualität, z.B. Schuppenbildung) und der 
eintretenden Oberflächenverfestigung. Und andererseits ein mittlerer Vergleichsumformgrad 
ϕvMW, der die eingebrachte Formänderung in die komplette Wandstärke beschreibt. Dieser ist 
besonders für analytische Ansätze von Bedeutung, da hier die Wandstärke als Gesamtes 
betrachtet wird und nur eine Unterteilung in axiale Richtung vorgenommen wird.  
 
Neben dem Einfluss der Prozessparameter gilt es beim Drückwalzen jedoch auch die Ver-
fahrensvariante zu berücksichtigen. Daher wurde ebenfalls eine Vergleichssimulation in der 
Verfahrensvariante Gleichlauf durchgeführt, um die Umformgradentwicklung zu analysieren. 
In Bild 6-49 ist der mit der FEM berechnete Vergleichsumformgrad für beide Verfahrensvari-
anten dargestellt. Es wird deutlich, dass es keinen Unterschied in den quasistationären 
Vergleichsumformgraden gibt. Bei beiden Varianten liegt dieser bei ca. 2,9. Auch die Ver-
gleichsumformgrade an der Innenseite des Bauteils sind gleich groß, mit ca. 0,58. Es kommt 
einzig zu einem Unterschied, falls in der Verfahrensvariante Gleichlauf über das gesamte 
Bauteil gefahren wird, da der verdrängte Werkstoff nicht mehr gleichverteilt in den Aus-
gangsquerschnitt fließt. Es kommt zu einer glockenförmigen Anformung am Ende des 
Bauteils. 
 
Bild 6-49: FE-Berechnung des Vergleichsumformgrades für die Verfahrensvarianten Gegenlauf 
(links) und Gleichlauf (rechts) für 42CrMo4, s0 = 4 mm, α = 22°, εR = 40 % und 
f = 1,33 mm/s 
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Ein geringer Unterschied ist jedoch im Verlauf über der Wandstärke festzustellen. Bei der 
Variante Gleichlauf fällt der Vergleichsumformgrad etwas schneller über der Endwandstärke 
ab. Dies begründet sich im unterschiedlichen Materialfluss. Beim Gleichlaufverfahren kann 
das verdrängte Material „frei“ in Vorschubrichtung fließen. Bei der Verfahrensvariante 
Gegenlauf muss jedoch der Widerstand des umgebenden Materials überwunden werden, um 
den Materialfluss entgegen der Vorschubrichtung einzuleiten. 
 
Bild 6-50: Umformgradverlauf über der Wandstärke in Abhängigkeit der Verfahrensvariante; 
42CrMo4, s0 = 4 mm, α = 22°, εR = 40 % und f = 1,33 mm/s 
 
Anhand der gezeigten Zusammenhänge wird deutlich, dass es möglich ist, für die Berech-
nung des quasistationären (maximalen) Vergleichsumformgrades ϕvqsZ einen Ansatz für 
beide Verfahrensvarianten zu verwenden. Ebenso kann in guter Näherung, aufgrund des nur 
geringen Unterschiedes, auch für die Bestimmung des mittleren Vergleichsumformgrades ein 
Ansatz verwendet werden.  
 
6.3.3 Quasistationärer Vergleichsumformgrad 
Neben dem mittleren Vergleichsumformgrad spielt vor allem der quasistationäre Vergleichs-
umformgrad ϕvqsZ die wichtigste Rolle. Dieser tritt an der Außenseite des Bauteils auf. Da die 
Simulation auf finiten Elementen aufbaut und die Formänderungen auch pro Element be-
rechnet werden, kommt es zu gewissen Schwankungen. Es wird dementsprechend kein 
exakter maximaler Wert für den quasistationären Vergleichsumformgrad berechnet, sondern 
es entsteht ein quasistationärer Bereich. Beispielhaft ist dies in Bild 6-51 dargestellt. Der 
Umformgrad pegelt sich auf einem bestimmten Niveau ein, welches z.B. für den Vorschub 
1,33 mm/s zwischen 2,7 und 3,3 liegt, wobei die Bereiche mit einem Umformgrad von 3,3 
deutlich kleiner sind als die restlichen Bereiche. Für die Auswertung und die anschließende 
Berechnung des maximalen Umformgrades wurde ein entsprechender Mittelwert verwendet. 
Dieser liegt z.B. beim Vorschub von 1,33 mm/s bei 2,9. 
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Bild 6-51: FE-Berechnung des Vergleichsumformgrades für 42CrMo, s0 = 4 mm, α = 22°, εR = 40 % 
und f = 1,33 mm/s (links) sowie f = 4 mm/s (rechts) 
 
Die Abhängigkeit der ermittelten Vergleichsumformgrade von den einzelnen Prozessparame-
tern ist nochmals in Bild 6-52 und Bild 6-53 dargestellt. Hierbei wurden die quasistationären 
Vergleichsumformgrade der einzelnen Parameterkombinationen auf einen selbst definierten 
Standardversuch (42CrMo4 α = 22°, s0 = 4 mm, f = 0,2 mm/s, εR = 40 %) normiert. Der qua-
sistationäre Vergleichsumformgrad dieses Versuches liegt annähernd in der Mitte des über 
die Parametervariation ermittelten Vergleichsumformgradbereiches.  
  
  
Bild 6-52: Normierter quasistationärer Vergleichsumformgrad in Abhängigkeit von a) Vorschub, 
b) Abstreckgrad, c) Arbeitswinkel und d) Anfangswandstärke 
 
Umformgrad von Zylinderdrückwalzprozesses  84 
 
Bild 6-53: Normierter quasistationärer Vergleichsumformgrad in Abhängigkeit von e) Material 
 
Durch die Normierung auf den Standardversuch ergibt sich für jede andere Prozessparame-
terkombination eine entsprechende Abhängigkeit. Das heißt, bei der Parameterkombination 
des Standardversuches ergibt sich ein Umformgrad von 2,9, was einem Normwert von 1 ent-
spricht. Wird nun z.B. ein Parametersatz mit einem auf 2,66 mm/s geändertem Vorschub 
betrachtet, so ergibt sich ein Normwert von 0,89 (siehe Bild 6-52a)und der quasistationäre 
Vergleichsumformgrad dieses Parametersatzes liegt bei 2,90,89  .  
Diese Abhängigkeit der normierten Vergleichsumformgrade kann jeweils über eine analyti-
sche Funktion beschrieben werden, die ebenfalls in Bild 6-52 und Bild 6-53 dargestellt sind. 
Durch die Multiplikation der einzelnen Abhängigkeitsfunktionen, bezogen auf den Standard-
versuch, kann der quasistationäre Vergleichsumformgrad für zylindrische 
Drückwalzprozesse mit dem folgenden Ansatz (Gl. 6.32) berechnet werden. Die Multiplikati-
on der einzelnen Abhängigkeitsfunktionen und somit auch der vertretenen physikalischen 
Größen erlaubt keine korrekt Dimensionsanalyse. Unter Verwendung der angegebenen Ein-
gabemaßeinheiten ist die Gültigkeit des Ansatzes jedoch gegeben. 
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 (Gl. 6.32) 
  φvqsZ…[-], kf0…[N/mm²], f…[mm/s], εR…[-], α…[°], s0…[mm] 
 
Der Wert vor der Klammer beschreibt den quasistationären Vergleichsumformgrad des 
Standardversuches, die Klammer die Abhängigkeit der Prozessparametereinflüsse bezogen 
auf diesen Versuch, d.h. beim Standardversuch hat der Klammerausdruck den Normwert 1. 
Ein Vergleich der mit diesem Ansatz berechneten Umformgrade und den simulativ berechne-
ten zur Validierung des Ansatzes erfolgt in Kapitel 7. 
 
6.3.4 Mittlerer Vergleichsumformgrad 
Wie bereits in den vorhergehenden Ausführungen ersichtlich wurde, weist der eingebrachte 
Vergleichsumformgrad einen exponentiellen Verlauf über der Wandstärke auf, mit dem qua-
sistationären Vergleichsumformgrad an der Bauteilaußenseite und dem minimalen an der 
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Innenseite. Ausgehend vom quasistationären Vergleichsumformgrad kann eine Berechnung 
des mittleren Vergleichsumformgrades ϕvMW daher am sinnvollsten über das Integral, d.h. die 
von der Verlaufskurve abgedeckte Fläche erfolgen (Bild 6-54).  
Hierfür wird die Fläche Aϕv(s), die sich unter der Kurve des Wandstärkenverlaufs ergibt, mit 
der Fläche AϕvMW des Rechteckes, welches sich aus mittlerem Vergleichsumformgrad und 
der Endwandstärke ergibt, gleichgesetzt (Gl. 6.33). 
 
Bild 6-54: Schematische Darstellung der Ermittlung des mittleren Vergleichsumformgrades 
 
 vMWsv AA  )(         (Gl. 6.33) 






)(         (Gl. 6.34) 
Die Fläche des Rechteckes hingegen, welches den mittleren Vergleichsumformgrad be-
schreibt, kann sehr einfach anhand der folgenden Gleichung (Gl. 6.35) berechnet werden. 
 vMWEvMW sA          (Gl. 6.35) 
Der Verlauf über der Wandstärke f(s) kann durch eine entsprechende Exponentialfunktion 
wiedergegeben werden (Gl. 6.36).  
     EsKivv essf
 )(       (Gl. 6.36) 
Durch Einsetzen von (Gl. 6.34) und (Gl. 6.36) in die Gleichheitsbedingung (Gl. 6.33) und ent-
sprechendes Umstellen ergibt sich somit für den mittleren Vergleichsumformgrad der 
folgende Zusammenhang (Gl. 6.37). 















        (Gl. 6.37) 
Es wird deutlich, dass ϕvMW von den drei Faktoren quasistationärer Vergleichsumformgrad, 
Endwandstärke und Krümmung (Umformgradabfall über der Wandstärke) abhängt. Der Ein-
fluss der Prozessparamater auf ϕvMW wird über den quasistationären Vergleichsumformgrad 
berücksichtigt. Weiterhin variiert die Krümmung K des Wandstärkenverlaufes in Abhängigkeit 
der Prozessparameter Vorschub, Abstreckgrad, Arbeitswinkel, Anfangswandstärke und 
Werkstoff (siehe Bild 6-55 und Bild 6-56).  
  foR ksffK ,,,, 0        (Gl. 6.38) 
Die sich ergebende Endwandstärke wird durch die Systemparameter Anfangswandstärke 
und den realisierten Abstreckgrad definiert. 
Für die Ermittlung eines mathematischen Zusammenhanges für die Beschreibung der 
Krümmung K wurden mittels Best-Fit-Methode die Werte für K bestimmt, welche die aus den 
FE-Simulationen ermittelten Verläufe am besten, hinsichtlich der abgedeckten Fläche und 
somit hinsichtlich des mittleren Vergleichsumformgrades, wiedergeben (siehe Bild 6-55).  
 
Bild 6-55: Exemplarische Darstellung der Näherungsverläufe im Vergleich zu den FE-Verläufen 
anhand des Vorschubes 
 
Bei der Erarbeitung eines Ansatzes für die Berechnung des Krümmungsfaktors K wurde wie 
bei der Betrachtung des quasistationären Vergleichsumformgrades vorgegangen. Die ein-
zelnen K-Werte der Parametervariationen wurden wieder auf denselben Standardversuch 
normiert, um ihre Abhängigkeit untereinander beschreiben zu können (Bild 6-56). Dies führt 
auch hier wieder zu einer Parameterkombination, bei der keine korrekte Dimensionsanalyse 
realisiert werden kann. Für die Gültigkeit des Ansatzes sind die angegebenen Maßeinheiten 
zu verwenden. Aufbauend auf den ermittelten Abhängigkeitsfunktionen  
(Bild 6-56) kann der Krümmungsfaktor K mit der folgenden Gleichung (Gl. 6.39) ermittelt 
werden. 
 
Umformgrad von Zylinderdrückwalzprozesses  87 
     






















 (Gl. 6.39) 
 K…[-], kf0…[N/mm²], f…[mm/s], εR…[-], α…[°], s0…[mm] 
 
Die aufgezeigten Zusammenhänge können gut beschrieben werden. Die Gültigkeit des ent-
wickelten Ansatzes beschränkt sich vorerst jedoch auf die untersuchten, folgenden 
Parameterbereiche: 
 Vorschub   1,33 mm/s bis 4 mm/s 
 Abstreckgrad   20 % bis 60 % 
 Arbeitswinkel   15° bis 30° 
 Anfangsfließspannung 185 N/mm² (AlMg3) bis 735 N/mm² (42CrMo4) 
Für eine detaillierte Beschreibung der Abhängigkeiten über diese Bereiche hinaus müssen 
weitere detaillierte Untersuchungen durchgeführt werden. Zumindest muss bei der Anwen-




Bild 6-56: Abhängigkeit der normierten Krümmung K des Umformgrad-Wandstärkenverlaufes, 
a) Vorschub und b) Abstreckgrad, c) Arbeitswinkel, d) Anfangswandstärke und e) Materi-
al 
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Bild 6-57: Abhängigkeit der normierten Krümmung K des Umformgrad-Wandstärkenverlaufes von 
e) Material 
 
6.3.5 Umformgrad während der Anlaufphase 
In den beiden vorhergehenden Abschnitten wurden geeignete Ansätze vorgestellt, die es 
ermöglichen, den quasistationären und den mittleren Vergleichsumformgrad zu berechnen. 
Es fehlt jedoch noch eine Möglichkeit, die es erlaubt, den Anstieg des Vergleichsumformgra-
des bis zur Erreichung des quasistationären Niveaus zu beschreiben. Der Beginn des 
quasistationären Vergleichsumformgrades kann nicht mit dem Beginn des vollen Rollenkon-
taktes gleich gesetzt werden (Bild 6-58). Auch wenn bereits der volle Rollenkontakt erreicht 
ist, muss noch weiterer Umformweg zurückgelegt werden, bis eine quasistationäre Formän-
derung eintritt. Es wurden daher die unterschiedlichen Umformgradentwicklungen in 
Abhängigkeit des Umformweges untersucht. Dies ist beispielhaft in Bild 6-58 dargestellt. Zu 
Beginn des Prozesses (Bild 6-58 (1)), während sich die Umformzone und der volle Rollen-
kontakt ausbilden, steigt der Vergleichsumformgrad an der Bauteilaußenseite stark an. Dies 
begründet sich im auftretenden Werkstofffluss und der damit verbundenen starken Verfor-
mung. Das verdrängte Material fließt in axiale Richtung, entlang der Rollenkontaktfläche. Es 
kommt zur Ausbildung einer typischen Anlaufgeometrie am Beginn des Bauteils (siehe  
Bild 6-58 (1)). Nach Erreichen des vollen Rollenkontaktes nimmt der Vergleichsumformgrad 
weiter zu, bis zu einem quasistationären Niveau (Bild 6-58 (2)). Es zeigt sich, dass der An-
stieg αϕ näherungsweise linear beschrieben werden kann, er ist jedoch von den einzelnen 
Prozessparametern abhängig.  
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Bild 6-58: Schematischer Verlauf des Vergleichsumformgrades bis zum Erreichen des quasistatio-
nären Niveaus 
 
Wie bereits bei den beiden vorrangegangen Ansätzen zum mittleren und quasistationären 
Umformgrad wurden die unterschiedlichen Anstiege wieder auf den Standardversuch nor-
miert (Bild 6-59), um so ihre Abhängigkeit zu beschreiben. Der Anstieg des Umformgrades in 
Abhängigkeit des Werkstoffes variiert nur sehr gering (Bild 6-59), so dass dieser unabhängig 
vom Werkstoff als konstant angenommen wird. Bei den Parametern Abstreckgrad und An-
fangswandstärke zeigt sich eine eindeutige Abhängigkeit. Je größer der Abstreckgrad oder 
die Wandstärke, desto schneller steigt der Vergleichsumformgrad an. Dies begründet sich im 
größeren Volumen, welches pro Umformschritt verdrängt wird. Beim Einfluss des Arbeitswin-
kels stellt es sich so dar, dass bei einer Vergrößerung von 22° auf 30° ein deutlich größerer 
Anstieg zu verzeichnen ist. Wohingegen zwischen den Winkeln 15° und 22° nur ein geringer 
Unterschied besteht und der Anstiegswinkel bei 15° noch etwas größer ist. Tendenziell sollte 
es sich jedoch wie im ersten Fall verhalten, dass mit zunehmendem Arbeitswinkel der Um-
formgradanstieg zunimmt, denn durch den steileren Winkel verkürzt sich der zu 
überwindende Umformweg, bei dem der volle Rollenkontakt erreicht wird. Somit wird die 
Phase des weiteren Umformgradanstieges bis hin zum quasistationären Niveau schneller 
erreicht. Beim Einfluss des Vorschubes stellt es sich wie beim quasistationären Vergleichs-
umformgrad selbst dar, je größer der Vorschub, desto kleiner ist der Anstieg. 
Die sich ergebenden Abhängigkeitsfunktionen der einzelnen Prozessparameter sind eben-
falls in Bild 6-59 dargestellt. Basierend auf diesen kann der Anstieg der Anlaufgeraden mit 
der folgenden Gleichung (Gl. 6.40) ermittelt werden. Es gilt wieder die entsprechenden Maß-
einheiten zu beachten, unter denen der Ansatz gültig ist, da auch hier durch die 
Kombinationen der unterschiedlichen Systemparameter keine korrekte Dimensionsanalyse 
realisiert werden kann. 
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  (Gl. 6.40) 
  αφ…[°], f…[mm/s], εR…[-], α…[°], s0…[mm] 
 
Somit kann der Vergleichsumformgrad bis hin zum Erreichen des quasistationären Wertes, 
über den Umformweg sUmformung und den Anstieg der Geraden berechnet werden mit 
  UmformungAnlauf s  bis φAnlauf = φvqsZ.    (Gl. 6.41) 






Bild 6-59: Anstieg des Vergleichsumformgrades in Abhängigkeit von a) Vorschub, b) Abstreckgrad, 
c) Arbeitswinkel, d) Anfangswandstärke und e) Werkstoff exemplarisch am Werkstoff 
42CrMo4 
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6.3.6 Zusammenfassung Umformgradberechnung 
Die in diesem Abschnitt vorgestellten Untersuchungen zeigen, dass der Vergleichsumform-
grad von Drückwalzprozessen deutlich höher ist als die mit den gängigen Ansätzen 
berechneten nominellen Vergleichsumformgrade. Anhand der durchgeführten FE-Analysen 
wird ersichtlich, dass eine rein geometrische Beschreibung des Vergleichsumformgrades, 
wie sie in den zum Stand der Technik gehörenden Ansätzen Anwendung findet, nicht ausrei-
chend ist.  
Der Vergleichsumformgrad von Drückwalzprozessen ist stark auf die oberflächennahen Be-
reiche bezogen und nimmt über der Wandstärke exponentiell ab. Es wurden daher sowohl 
für die Ermittlung des quasistationären Vergleichsumformgrades an der Oberfläche als auch 
für den mittleren Vergleichsumformgrad über der Wandstärke analytische Ansätze abgelei-
tet, die es ermöglichen den Umformgrad in Abhängigkeit der Prozessparameter zu 
bestimmen. Weiterhin wurde für die Beschreibung der Anlaufphase, bis hin zum quasistatio-
nären Wert, ein linearer Ansatz definiert.  
Somit ermöglichen die entwickelten Ansätze erstmalig die Möglichkeit, den Vergleichsum-
formgrad von Drückwalzprozessen in angemessener Größe zu berechnen. 
Es wird anhand der aufgezeigten Untersuchungen jedoch auch klar, dass der Umformgrad 
bei diesem Prozess ein sehr komplexes System darstellt, welches weiter untersucht werden 
sollte. 
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6.4 Temperaturberechnung 
Die Temperatur des Werkstückes bzw. der Umformzone spielt bei Umformprozessen eine 
entscheidende Rolle. Denn die Temperatur beeinflusst zum einen die für eine plastische 
Formänderung notwendige Fließspannung und zum anderen das Formänderungsvermögen 
des Werkstoffes. Zum einen führt eine zunehmende Temperatur zu einer Reduzierung der 
Fließspannung kf und somit zu einer Kraftreduzierung und zum anderen zu einer Erhöhung 
der maximal fehlerfrei erreichbaren Formänderung. Das folgende Bild 6-60 verdeutlicht die 
Einflüsse zunehmender Temperatur auf die Fließspannung. 
 
Bild 6-60: Fließkurven für unterschiedliche Umformgeschwindigkeiten für den Werkstoff C15 in Ab-
hängigkeit der Umformtemperatur [Doe-86] 
 
Da, wie bereits in Kapitel 2.3.3 erläutert, bisher die Temperaturentwicklung in der Simulati-
onsmethode FloSim vernachlässigt wurde, leitet sich die Berechnung der 
Umformzonentemperatur als ein Ziel dieser Arbeit ab. Hierbei gilt es einerseits die Wärme-
entstehung (-zufuhr), aufgrund der durch die Umformung eingebrachten Energie, und 
andererseits die Wärmeabfuhr, aufgrund des Kontaktes mit den Werkzeugen und dem Küh-
lungseffekt der Luft bzw. eines eingesetzten Kühlschmierstoffes, zu berücksichtigen.  
Bei der Wärmeabfuhr gibt es dabei grundsätzlich die im folgenden Bild 6-61 dargestellten 
drei Möglichkeiten der Wärmeleitung, der Konvektion/des Wärmeübergangs und der Wär-
mestrahlung [Pol-09].  
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Bild 6-61: Möglichkeiten des Wärmetransports 
 
Diese drei Effekte (Wärmeleitung, -übergang und -strahlung) treten bei allen Umformprozes-
sen auf. Vor einer aufwändigen analytischen Beschreibung und Berechnung dieser gilt es 
jedoch zu berücksichtigen, welche dieser drei Einflüsse dominierend sind. Nach KOPP UND 
WIEGELS [Kop-98] sollte bei der Betrachtung von Umformprozessen 
 Wärmeleitung grundsätzlich, 
 Konvektion bei niedrigen Temperaturen (Kaltumformprozesse) und 
 Wärmestrahlung besonders bei hohen Temperaturen (Warmumformprozesse) 
berücksichtigt werden. 
Da das Drückwalzen in der Regel als Kaltumformverfahren eingesetzt wird und aufgrund der 
gegebenen Bedingungen für die Umformzone, wird der Effekt der Wärmestrahlung vernach-
lässigt. Das folgende Bild 6-62 verdeutlicht nochmals die zu berücksichtigenden 
Temperaturphänomene für die Umformzone von Drückwalzprozessen. 
 
Bild 6-62: Temperatureinflussgrößen für den Umformbereich von Drückwalzteilen 
 
Die tatsächlich in die Umformzone eingebrachte Wärmemenge Qt berechnet sich somit aus 
der durch die Umformung eingebrachten Wärmemenge Qges, subtrahiert um die Wärmemen-
ge, die durch den Kontakt mit den Werkzeugen QWW und der Kühlung durch das umgebende 
Fluid QK abgegeben wird (Gl. 6.42). 
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 KWWgest QQQQ         (Gl. 6.42) 
Unter der erfüllten Bedingung, dass keine Aggregatzustandsänderung auftritt, kann die resul-









 .        (Gl. 6.43) 
Dabei repräsentieren cp die spezifische Wärmekapazität und m die Masse. 
m kann auch durch das Volumen des betrachteten Bereiches und die Dichte ρ des Werkstof-











         (Gl. 6.44) 
Die folgende Tabelle 6-4 zeigt beispielhaft die Werkstoffkennwerte Dichte und spezifische 
Wärmekapazität für die verwendeten Werkstoffgruppen Stahl und Aluminium. 
 





cp [J/kg K] 
Stahl 7,8 500 
Aluminium 2,7 1.000 
 
Die aktuelle Umformzonentemperatur ϑ(i) wird berechnet aus der Endtemperatur des voran-
gegangenen Schrittes addiert mit der Temperaturänderung, die aus dem aktuellen 
Umformschritt resultiert (Gl. 6.45). 
      iii   1        (Gl. 6.45) 
ϑ(i-1) repräsentiert die mittlere Temperatur (Bild 6-63), da während des Umformschrittes Ma-
terial in die Umformzone hinein und hinaus fließt. Die Größe des Materialflusses in die 
Umformzone hinein kann in FloSim über den rollenbezogenen Vorschub svr beurteilt werden, 
welcher den axialen Versatz der Rolle pro Umformschritt beschreibt. Die Umformzone ver-
schiebt sich um genau diesen Betrag in axiale Vorschubrichtung. Das heißt, im Querschnitt 
betrachtet (Bild 6-63), dass der Rechteckquerschnitt mit der Breite svr in die Umformzone mit 
der Breite l∆s hinein fließt. Die mittlere Temperatur ϑ(i-1) setzt sich also zusammen aus der 
Temperatur des nachfließenden Materials ϑsvr und der Temperatur der Umformzone ϑUFZ. 
Der Anteil des nachfließenden Materials ist jedoch deutlich kleiner als der des bereits in der 
Umformzone befindlichen Materials. Für die Berechnung der mittleren Temperatur wird da-
her der Anteil des nachfließenden und verbleibenden Materials an der Umformzone 
berücksichtigt. Hierzu wird die Temperatur des jeweiligen Bereiches mit dem Verhältnis aus 
Querschnittsbreite und Umformzonenbreite multipliziert. (Gl. 6.46). 
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    (Gl. 6.46) 
 
Bild 6-63: Schematische Darstellung der Ermittlung der Umformzonentemperatur ϑ(i-1) 
 
Die Umsetzung der Berechnung der einzelnen Anteile wird in den folgenden Abschnitten 
erläutert. 
 
6.4.1 Dissipation – durch Umformung hervorgerufene Temperaturerhöhung 
Die aus der Umformung resultierende plastische Deformation des Werkstückes bleibt auch 
nach Entlastung erhalten. Das heißt jedoch auch, dass die durch die Umformung einge-
brachte Energie im Werkstück verbleibt. Zum größten Teil (85 % - 90 %) wird diese Energie 
jedoch in Wärme umgewandelt, welche zu einer Erwärmung der Umformzone und zu einer 
Verringerung der Fließspannung führt [Kop-98]. 
Ausgehend von dieser Überlegung wird es somit möglich, aus der eingebrachten Energie die 
daraus resultierende Temperaturerhöhung Δϑ zu berechnen. Die eingebrachte Energie wird 
dabei durch die verrichtete Arbeit wiedergespiegelt. Wird also, wie vorhergehend genannt, 
davon ausgegangen, dass ca. 90 % der eingebrachten Arbeit in Wärme umgewandelt wer-
den, so kann die entstehende Wärmemenge Qges berechnet werden mit 
 gesges WQ  9,0 .        (Gl. 6.47) 
Die gesamte eingebrachte Arbeit setzt sich dabei beim Drückwalzen zusammen aus einem 
ideellen Umformanteil, aus einem Reibanteil (durch Kontakt mit Dorn und Rollen) und einem 
Scheranteil (Gl. 6.48). Da jedoch nicht der komplette Reibanteil zu einer Erwärmung des 
Werkstückes führt, sondern auch zu einer des jeweiligen Werkzeuges, ist für die Betrachtung 
der Umformzonenerwärmung eine hälftige Aufteilung angemessen [Kop-98]. Es werden 
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dementsprechend nur 50 % der Reibarbeit für die Gesamtarbeit zur Temperaturerhöhung 
berücksichtigt. 
  ScherungReibungUmformungges WWWQ  5,09,0    (Gl. 6.48) 
Die Berechnung der einzelnen Arbeitsanteile bzw. Leistungsanteile wird in FloSim auf Basis 
der Umformgeschwindigkeit realisiert, siehe [Ufe-06]. 
 
6.4.2 Wärmeleitung innerhalb des Werkstückes 
Neben der Temperatur direkt in der Umformzone hat die Temperatur des noch nicht umge-
formten Materials den größten Einfluss, da durch die Temperatur direkt vor der Umformzone 
die Eintrittstemperatur in die Umformzone beschrieben wird. Es findet in diesem Fall eine 
wechselseitige Beeinflussung statt. Durch die aus der Umformung resultierende Tempera-
turerhöhung kommt es durch Wärmeleitungseffekte auch zu einer Erwärmung des noch nicht 
umgeformten Materials. Der daraus folgende Temperaturanstieg direkt vor der Umformzone 
beeinflusst wiederum die Eintrittstemperatur in die Umformzone und somit die Umformzo-
nentemperatur selbst. Es ist daher unbedingt notwendig, die Wärmeleitung in den noch nicht 
umgeformten Bereich des Werkstückes zu berücksichtigen. 
Wärmeleitung beschreibt den Wärmefluss innerhalb eines Feststoffes oder ruhenden Fluides 
infolge eines Temperaturunterschiedes [Her-09]. Gemäß des 2. Hauptsatzes der Thermody-
namik findet dieser Wärmefluss immer in Richtung der niedrigeren Temperatur statt, also im 
betrachteten Fall von der Umformzone hinein in das restliche Werkstück. Es muss jedoch 
berücksichtigt werden, ob die Wärmeleitung stationär oder instationär abläuft. Stationäre 
Wärmeleitung liegt vor, wenn die Triebkraft des Wärmeflusses, d.h. der Temperaturgradient, 
zeitlich und örtlich unverändert bleibt, wohingegen bei der instationären Wärmeleitung die 
Temperatur von der Zeit abhängt. Für den Anwendungsfall des Drückwalzens handelt es 
sich somit um eine instationäre Wärmeleitung, da sich aufgrund der zeitlich veränderlichen 
Temperatur der Umformzone und der begrenzten Zeitschrittweite ein zeitlich abhängiges 
Temperaturfeld ausbildet. Weiterhin wird von einem halbunendlichen Körper ausgegangen, 
da es während des Prozesses Orte in axialer Richtung geben wird, die nahezu keine Tempe-
raturänderung erfahren. Es entsteht also ein zeitlich veränderliches Temperaturfeld [Her-09, 
VDI-06]. 
Die Grundlage für die Betrachtung zeitlich veränderbarer Temperaturfelder ist der 1. Haupt-
satz der Thermodynamik (Energiebilanz) und das FOURIER’SCHE Gesetz [VDI-06]. Dabei 








 .       (Gl. 6.49) 
Der FOURIER-Ansatz verknüpft die Wärmestromdichte q  mit dem Temperaturgradienten   
und der Wärmeleitfähigkeit λ des Werkstoffes (Gl. 6.50). 
 q          (Gl. 6.50) 
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Die Kopplung dieser beiden Ansätze liefert die Grundlage für die Berechnung von Tempera-
turfeldern. Bei der Berechnung wird nur die axiale Ausrichtung (z) für das Temperaturfeld 
berücksichtigt, da für die Modellbetrachtung davon ausgegangen wird, dass die Temperatur 
in tangentiale (Umfangsrichtung) und radiale Richtung (Wandstärke) konstant ist. Es entsteht 
so ein Streifen-/Ringmodell für die Temperatur, welches sich nur in axiale Richtung verän-
dert. Wird der Temperaturverlauf aus der FEM-Simulation (Bild 6-64) betrachtet, kann diese 
Annahme als angemessen bestätigt werden. Somit tritt in x- und y-Richtung kein Tempera-
turgradient auf, wodurch keine Wärmeleitung auftritt. Unter der Annahme einer konstanten 
Wärmeleitfähigkeit λ, kann das Temperaturfeld mit dem folgenden Zusammenhang (Gl. 6.51) 











 0;0  zt       (Gl. 6.51) 
Hierbei beschreibt a die Temperaturleitfähigkeit, welche sich aus den Werkstoffkennwerten 








         (Gl. 6.52) 
 
 
Bild 6-64: Temperaturverlauf FEM-Simulation (42CrMo4, α = 20°, s0 = 4 mm, f = 1,33 mm/s, 
εR = 50 %) 
 
Für die Beschreibung der Ursache der Wärmeleitung ist es notwendig, eine entsprechende 
Randbedingung für den Übergang zwischen Umformzone und Restmaterial vor der Um-
formzone zu definieren. Hierbei gibt es die folgenden drei grundlegenden 
Herangehensweisen [Her-09] (Bild 6-65): 
 Ein sprunghafter Anstieg der Oberflächentemperatur (Umformzone) auf den Wert 
ϑUFZ, der für den betrachteten Zeitschritt t > 0 konstant bleibt – Randbedingung 
1. Art – (Bild 6-65a) 
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 Das Einwirken einer konstanten Wärmestromdichte – Randbedingung 2. Art –  
(Bild 6-65b) 
 Ein sprunghafter Anstieg der Umgebungstemperatur, so dass ein Wärmeübergang 
stattfindet (z.B. bei einem umströmenden Fluid mit konstanter Temperatur) –
Randbedingung 3. Art – (Bild 6-65c) 
 
Bild 6-65: Schematische Darstellung der unterschiedlichen Randbedingungen für die Erwärmung 
eines Körpers [Bae-06] 
 
Im betrachteten Anwendungsfall wird die Randbedingung 1. Art angenommen. Da die durch 
die Umformung hervorgerufene Erwärmung einen Temperaturanstieg von ϑ(i-1) auf ϑ(i) hervor-
ruft. ϑ(i) bleibt für den entsprechenden Zeitschritt t > 0 konstant.  










.       (Gl. 6.53) 
Hier stellt u eine dimensionslose Variablenkombination dar, welche den Einfluss des Ortes z, 








         (Gl. 6.54) 
Für f(u) wird in der Literatur das GAUß‘SCHE Fehlerintegral erf(u) angegeben, wobei erf(u) 
eine Abkühlung repräsentiert. Für die Betrachtung der Erwärmung muss somit das komple-
mentäre Fehlerintegral erfc(u) verwendet werden (Gl. 6.55) [Bae-06].  








   (Gl. 6.55) 
In Bild 6-66 ist der Verlauf der Funktion erfc(u) beispielhaft dargestellt. 
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Bild 6-66: Temperaturverlauf in axiale Richtung, ausgehend von der Umformzone (42CrMo4, 
α = 20°, s0 = 4 mm, f = 1,33 mm/s, εR = 50 %, Prozesszeit = 10 s) 
 
Der Grenzwert für erfc(u=0) entspricht der Randtemperatur der Umformzone ϑ(i) = ϑUFZ. Diese 
wird erreicht für z = 0 als auch für t = ∞. Der Grenzwert erfc(∞) bedeutet, dass in großer Ent-
fernung zur Umformzone weiterhin die Anfangstemperatur vorherrscht. 
Ebenfalls in Bild 6-66 dargestellt, ist der aus der FEM-Simulation ermittelte Temperaturver-
lauf in axiale Richtung, ausgehend von der Umformzone. Es wird deutlich, dass der Verlauf 
des Temperaturfeldes mit der Funktion erfc(u) nicht ausreichend beschrieben werden kann. 
Es wurde daher für f(u) eine anhand der durchgeführten FEM-Simulationen ermittelte Funkti-
on eingesetzt (Gl. 6.56).  
   ueuf 51          (Gl. 6.56) 
Die Temperatur ϑ(t,z) für einen bestimmten Zeitraum am Punkt z kann somit auf Basis der 
(Gl. 6.53) berechnet werden mit 
    ufzt ii   0),( .      (Gl. 6.57) 
Im folgenden Bild 6-67 sind für die Referenzversuche die mit diesem Ansatz analytisch be-
rechneten Temperaturverläufe innerhalb des noch nicht umgeformten Bereiches des 
Werkstückes mit den aus der FEM-Simulation ermittelten Verläufen gegenübergestellt. Für 
die drei Werkstoffe 42CrMo4, 100Cr6 und St52 stimmen die numerischen und analytischen 
Verläufe sowohl für eine Prozesszeit von 5 s als auch für 10 s sehr gut überein. Bei den un-
tersuchten Stahlwerkstoffen kommt es lediglich beim C15 bei einer Prozesszeit von 5 s zu 
einer nennenswerten Abweichung. Hier liegt die analytisch berechnete Temperatur im mittle-
ren Entfernungsbereich ca. 10 °C unterhalb der numerisch berechneten. Bei einer 
fortgeschrittenen Zeit von 10 s stimmen die Verläufe jedoch wieder sehr gut überein. Dies 
kann ebenfalls für den untersuchten Aluminiumwerkstoff AlMg3 festgehalten werden. Hier 
kommt es ebenfalls in der Anfangsphase des Prozesses zu größeren Abweichungen, bei 
fortgeschrittener Prozesszeit stimmen die Temperaturverläufe jedoch sehr gut überein.  
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Ausgehend von den dargestellten Vergleichen zwischen den analytisch berechneten Tempe-
raturverläufen und den numerisch berechneten stellt der definierte Ansatz für f(u) eine 






Bild 6-67: Temperaturverlauf in axiale Richtung für die Referenzversuche der Stahlwerkstoffe 
a) 42CrMo4, b) 100Cr6, c) C15 und d) St52, e) AlMg3 für zwei unterschiedliche Prozess-
zeiten 
 
6.4.3 Konvektiver Wärmeübergang zu den Werkzeugen 
Da zwischen einem Werkstück und einem Werkzeug nie ein idealer Kontakt herrschen kann, 
sondern immer eine gewisse Zwischenschicht, z.B. Lufteinschlüsse oder Kühlschmierstoff 
aufgrund der Oberflächenrauheit, vorhanden ist, wird der Wärmetransport zum Werkzeug im 
Allgemeinen über den NEWTONSCHEN Ansatz beschrieben mit 
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   tAQ WZWstkWZWWW   .     (Gl. 6.58) 
Dabei beschreibt ϑWstk die Oberflächentemperatur des Werkstückes und ϑWZ die Oberflächen-
temperatur des Werkzeuges. Die Kontaktfläche zwischen Werkstück und Werkzeug wird 
über AWZ beschrieben. αW ist der Wärmeübergangskoeffizient zu den Werkzeugen und Δt 
gibt die Dauer des aktuellen Zeitschrittes wieder. Somit kann die abgegebene Wärmemenge 
an den Dorn als auch an die Rollen berechnet werden. Die gesamte Wärmemenge, die an 
die Werkzeuge abgeben wird, berechnet sich somit im Falle des Drückwalzens anhand von 
(Gl. 6.59). 
 RollenDornWW QQQ         (Gl. 6.59) 
Durch die Anwendung FEM-basierter Programme für die Berechnung thermischer Effekte 
hat sich für die Beschreibung von Wärmeübergangsphänomenen die einheitliche Beschrei-
bung über die Wärmestromdichte (Gl. 6.60) etabliert [Kop-98, Pol-09]. 
  WZWstkWWWq         (Gl. 6.60) 
Die Vereinheitlichung und Vereinfachung der komplexen Wärmeübergangsbeziehungen auf 
diese Beziehung führt dazu, dass dieser komplexe Zusammenhang allein über den Wärme-
übergangskoeffizienten α beschrieben wird. Somit hängt α ab von 
 den Werkstoffeigenschaften der Kontaktpartner, 
 der Dicke einer eventuell vorhandenen Zwischenschicht, 
 der Oberflächenrauheit, 
 dem Kontaktdruck, 
 der Temperatur und 
 der Kontaktzeit. 
Die folgende Tabelle 6-5 gibt einen Überblick über die Größenordnung des Wärmeüber-
gangskoeffizienten. 
 





bei extrem günstigen Bedingungen 
20 bis 20.000 
100.000 
Stahl/Stahl 2.000 bis 8.000 
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6.4.4 Werkzeugtemperatur 
QWW beschreibt die Wärmemenge, die dem Werkstück aufgrund des Kontaktes mit den 
Werkzeugen entzogen wird. Diese führt jedoch nicht nur zu einer Abkühlung des Werkstü-
ckes, sondern im Gegenzug auch zu einer Erwärmung der Werkzeuge. Die resultierende 
Temperaturerhöhung des Werkzeuges wird in den folgenden Beschreibungen über ein Er-
satzmodell angenähert. Es wird eine mittlere Temperatur für das gesamte Werkzeug 
angenommen. Hierfür wird QWW aufgeteilt in die Wärmemenge QDorn, die vom Dorn aufge-
nommen wird, und die Wärmemenge QRollen, die von den Rollen aufgenommen wird. 
QDorn wird auf Basis der Gl. 6.61 berechnet mit 
  tAQ DornWstkDornWDorn   .    (Gl. 6.61) 
Hierbei beschreibt αW den Wärmeübergangskoeffizienten zum Werkzeug und ADorn die Kon-
taktfläche zwischen Dorn und Werkstück. Die notwendige Temperatur des Dorns wird 
berechnet aus der Temperatur des vorrangegangenen Schrittes addiert mit der Tempera-
turänderung, die aus der aufgenommenen Wärmemenge resultiert (Gl. 6.62) 
DorniDornDorn    )1( .      (Gl. 6.62) 
Die aus QDorn resultierende Temperaturänderung kann, wie für das Werkstück, auf Basis der 









       (Gl. 6.63) 
Das benötigte Volumen des Drückdorns wird berechnet aus dem Innendurchmesser des 
Werkstückes Diws und der Länge (Gl. 6.64). Für die Länge wird im definierten Ansatz jeweils 
die aktuelle Werkstücklänge verwendet. Das heißt, es wird mit einer Dornlänge gerechnet, 
die der aktuellen Länge des Werkstückes entspricht. Unter der Annahme, dass der Dorn die 
gleiche Länge wie das Werkstück hat, kann vom Dorn keine nennenswerte Wärmemenge an 
die Umgebung abgegeben werden, weshalb die Berechnung von QDorn nur auf Basis der vom 
Werkstück aufgenommenen Temperatur erfolgt. Durch diese Annahme wird der Nachteil der 
Berechnung einer mittleren Dorntemperatur für das gesamte Dornvolumen etwas verbessert. 
Dadurch, dass keine Wärmemenge an die Umgebung abgegeben wird, und dadurch, dass 
das Dornvolumen kleiner berechnet wird als real, wird eine höhere mittlere Dorntemperatur 
berechnet, welche näher an der tatsächlichen Oberflächentemperatur des Dorns liegt. 
)(iWstkiwsDorn lDV          (Gl. 6.64) 
Neben der Berechnung der Dorntemperatur erfolgt analog die Berechnung einer mittleren 
Rollentemperatur (Gl. 6.65). 
RolleiRolleRolle    )1(       (Gl. 6.65) 
 
Hierbei muss jedoch für die Berechnung der Wärmemenge QRolle (Gl. 6.66) und der daraus 
resultierenden Temperaturänderung der Rolle die an die Umgebung abgegebene Wärme-
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menge QKRolle berücksichtigt werden. Die Berechnung dieser Wärmemenge kann mit 
(Gl. 6.67) erfolgen. Eine Beschreibung der allgemeinen Grundlagen für die Berechnung des 
konvektiven Wärmeübergangs QK erfolgt im nächsten Abschnitt. 
   KRolleRolleWstkRolleWRolle QtAQ      (Gl. 6.66) 
mit 
  tAQ FluidRolleOFRolleUKRolle       (Gl. 6.67) 
Dabei beschreibt ARolle die Kontaktfläche zwischen Rolle und Werkstück, AOFRolle hingegen 
beschreibt die Mantelfläche der Rolle, über die Wärme an die Umgebung abgegeben wird. 










 .     (Gl. 6.68) 
Das ebenfalls für die Temperaturänderung erforderliche Volumen der Rolle kann unter den 
folgenden Randbedingungen berechnet werden mit (Gl. 6.69). Die Berechnung erfolgt dabei 
aus zwei Anteilen, den des reinen Zylindervolumens, welches durch A1 beschrieben wird, 
und den des Ringvolumens, welches durch A2 beschrieben wird (Bild 6-68). Dieses wird 
dann mit der Anzahl der Rollen iR multipliziert. Als zusätzlicher Parameter wird die Breite der 
Rolle bR benötigt. Für die Berechnung des Ringvolumens wird als Näherungslösung definiert, 
dass der Freiwinkel αF dem Arbeitswinkel α entspricht. Somit ergibt sich für A1 ein gleich-
schenkliges Dreieck als Grundlage für die Berechnung von A2. 
     RRRolle ihDAAV  21      (Gl. 6.69) 
Dabei kann A1 berechnet werden mit 
 hDbA RR 21         (Gl. 6.70) 




2 .        (Gl. 6.71) 




h   .        (Gl. 6.72) 
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Bild 6-68: Schematische Darstellung der Berechnung des Rollenvolumens 
 
6.4.5 Konvektiver Wärmeübergang zur Umgebung 
Die Wärmeabgabe eines festen Körpers an ein umströmendes Medium wird als Konvektion 
bezeichnet. Die Stärke dieser Wärmeabgabe kann ähnlich berechnet werden wie die Wär-
meabgabe an die Werkzeuge. Es kann vereinfacht davon ausgegangen werden, dass das 
umströmende Medium an der Grenzschicht zum festen Körper soweit zur Ruhe kommt, dass 
Wärmeleitung ermöglicht wird. Die Stärke dieser Wärmeleitung wird jedoch durch Wärme-
übergangsmechanismen beeinflusst [Pol-09]. Deshalb ist es möglich, auch die 
Wärmeabgabe an ein umströmendes Medium QK mit der Wärmeübergangsgleichung zu be-
rechnen (Gl. 6.73). Hierbei wird jedoch die Werkzeugtemperatur durch die Fluidtemperatur 
(Luft/Wasser) ersetzt. Diese wird im Allgemeinen als konstant angenommen, da die übertra-
gene Wärme kontinuierlich durch die Strömung des Mediums abtransportiert wird [Kop-98]. 
   tAQ FluidWstkUUK        (Gl. 6.73) 
Der hierbei verwendete Wärmeübergangskoeffizient hängt jedoch stark von der Art der 
Strömung ab. Richtwerte hierfür können z.B. dem VDI-Wärmeatlas entnommen werden [VDI-
06]. Generell kann jedoch aufgrund der Strömungen von einer erzwungenen Konvektion 
ausgegangen werden. Die Größenordnung des Wärmeübergangskoeffizienten für ein strö-
mendes Fluid können beispielhaft der folgenden Tabelle 6-6 entnommen werden. 
 
Tabelle 6-6: Größenordnung des Wärmeübergangskoeffizienten für ein strömendes Fluid [Kop-98] 
Metall/Luft 
Wärmeübergangs-
koeffizient α [W/m²K] 
Wasser 
Wärmeübergangs-
koeffizient α [W/m²K] 
Luft 
erzwungene Konvektion 5.000 20 bis 100 
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6.4.6 Zusammenfassung Temperaturberechnung 
Die Temperatur des Werkstückes während eines Umformprozesses hat entscheidenden Ein-
fluss auf die notwendige Fließspannung, die zur Einleitung und Aufrechterhaltung einer 
plastischen Formänderung notwendig ist. Sie beeinflusst somit maßgeblich die notwendigen 
Prozesskräfte. Die im vorrangegangenen Kapitel vorgestellten Ansätze ermöglichen die Be-
rechnung der Umformzonentemperatur für Zylinderdrückwalzprozesse auf Basis 
thermodynamischer Grundlagen. Die Abbildung der Wärmeleitung von der Umformzone in 
den noch nicht umgeformten Bereich des Werkstückes wurde auf Basis der in dieser Arbeit 
realisierten FE-Simulationen abgeleitet und abgeglichen. Eine Berücksichtigung der erhöhten 
Werkzeugtemperaturen, welche sich durch den Kontakt mit dem Werkstück ergeben, erfolgt 
über einen vereinfachten Ansatz und die Berechnung einer mittleren Werkzeugtemperatur. 
Der sich daraus ergebende Temperaturgradient für die Berechnung der unterschiedlichen 
Wärmemengen kann die realen Verhältnisse deutlich besser wiederspiegeln, als wenn mit 
einer konstanten Werkzeugtemperatur gerechnet wird. 
Insgesamt sind durch die vorgestellten Zusammenhänge die notwendigen Grundlagen ge-
schaffen, die reale Umformzonentemperatur im elementaren Modell FloSim zu 
berücksichtigen. Dies bietet Potential für eine deutliche Verbesserung hinsichtlich der Ge-
nauigkeit der berechneten Prozesskräfte. 
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7 Anwendung der entwickelten Modelle 
Die in den vorrangegangenen Kapiteln vorgestellten elementaren, analytischen Ansätze 
können einerseits zu einer beschleunigten Simulation von Drückwalzprozessen beitragen, 
anderseits aber auch zu einer Genauigkeitssteigerung des bereits vorhandenen elementaren 
Simulationsmodells FloSim. Bei einer Nutzung der Simulationsmethode FloSim ist durch de-
ren elementaren Charakter eine kurze Rechenzeit per se gegeben. Jedoch auch eine 
Beschleunigung der Rechenzeit von FEM-Simulationen kann mit Hilfe des entwickelten Ge-
ometriemodells erreicht werden. Die unterschiedlichen Anwendungen und die erzielten 
Resultate werden in den folgenden Abschnitten beschrieben. 
 
7.1 Beschleunigung der FEM-Simulation 
Bei der Analyse von Drückwalzprozessen spielt die Anlaufphase, in der sich der volle Rol-
lenkontakt und die volle Umformzonengeometrie inklusive Stau- und Wulstbildung ausbilden, 
meist eine untergeordnete Rolle. Wichtiger für die Bewertung des Prozesses, z.B. hinsicht-
lich der notwenigen Kräfte, ist der quasistationäre Zustand.  
Das unter Kapitel 6 vorgestellte Geometriemodell für die Beschreibung der quasistationären 
Umformzonengeometrie kann daher, wie bereits unter [Awi-10] gezeigt, dazu genutzt werden 
die FEM-Simulation von Drückwalzprozessen zu beschleunigen. Wird die quasistationäre 
Geometrie des Bauteils, d.h. mit entsprechender Stau- und Wulstbildung, als modifizierte 
Ausgangsgeometrie für die FE-Simulation verwendet, ermöglicht dies eine deutliche Einspa-
rung an Rechenzeit. Möglich wird dies durch den Wegfall der Anlaufphase des Prozesses 
(Bild 7-1). Wenn die Simulation mit einer unmodifizierten Werkstückgeometrie (Zylinder) 
gestartet wird, muss sich während der Anlaufphase erst der volle Rollenkontakt ausbilden, 
bevor die Umformung in den quasistationären Zustand übergeht. Mit der modifizierten An-
fangsgeometrie als Ausgangsgröße wird die Anlaufphase, in der sich der volle Rollenkontakt, 
ausbildet übersprungen, so dass die hierfür benötigte Rechenzeit eingespart werden kann. 
Es wird direkt mit dem vollen Rollenkontakt begonnen und die Phase bis sich der tatsächli-
che quasistationäre Zustand ausbildet wird deutlich verkürzt.  
 
Bild 7-1: Verkürzung der Rechenzeit durch modifizierte Anfangsgeometrie 
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Die mögliche Verkürzung der Rechenzeit bis zum Erreichen des tatsächlichen quasistationä-
ren Zustandes kann anhand des in Bild 7-2 gezeigten Kraftverlaufes verdeutlicht und 
nachgewiesen werden. Es wurde der experimentelle Kraftverlauf mit den Kräften einer un-
modifizierten (zylindrische Ausgangsform des Werkstückes) und einer modifizierten 
(quasistationäre Ausgangsform) gegenübergestellt. Die Kraftkurve der unmodifizierten Simu-
lation stimmt gut mit der experimentell ermittelten Kurve überein. In beiden Fällen wird der 
quasistationäre Zustand bei ca. 14 s Prozesszeit erreicht. Bei der modifizierten Simulation ist 
der Kraftanstieg zu Beginn deutlich größer. Dies begründet sich darin, dass sich die Drück-
rollen sofort in vollem Rollenkontakt befinden und sich nicht erst, wie bei einem zylindrischen 
Werkstück, schrittweise anformen müssen. Dies führt dazu, dass die quasistationäre Kraft 
deutlich schneller erreicht wird. Im betrachteten Fall konnte die Rechenzeit tRechen bis zum 
Erreichen der quasistationären Kraft von ca. 27 kN um 41 % reduziert werden.  
 
Bild 7-2: Vergleich der Kraftverläufe Experiment, unmodifizierte Geometrie, modifizierte Geometrie 
 
Es bleibt hier dementsprechend festzuhalten, dass durch die Simulation mit der quasistatio-
nären Geometrie als modifizierte Anfangsgröße eine deutlich frühere Aussage über die 
benötigten Kräfte des Prozesses getroffen werden kann. Informationen über den auftreten-
den Umformgrad können jedoch nicht gewonnen werden. Der Anwendungsbereich dieser 
Methode konnte durch die in Kapitel 6.1 erarbeiteten Ansätze deutlich erweitert werden. 
 
7.2 Optimierung der Simulationsmethode FloSim 
Neben der Beschleunigung der FEM-Simulation durch die Verwendung des entwickelten 
Geometriemodells bieten analytische Methoden wie FloSim ein deutlich größeres Potential, 
wenn es um sehr kurze Rechenzeiten geht. Die Möglichkeiten und Restriktionen der von 
UFER [Ufe-06] vorgestellten FloSim-Version wurden im Stand der Technik dargelegt. Aus 
diesen ergab sich das Hauptziel der vorliegenden Arbeit, die Entwicklung bzw. Ableitung 
weiterer analytischer Ansätze, die zur Erweiterung und Optimierung von FloSim beitragen 
können. Dies kann durch die in den vorrangegangenen Kapiteln vorgestellten Modelle reali-
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siert werden. In den folgenden Abschnitten werden die Integration der unterschiedlichen An-
sätze in FloSim als auch entsprechende Referenzrechnungen für die Validierung der 
Wirksamkeit der Modelle vorgestellt. 
 
7.2.1 Integration Staubildung und Längenberechnung 
Wie in den vorrangegangenen Kapiteln bereits beschrieben, ist der Materialstau vor der Rol-
le ein charakteristisches Phänomen von Drückwalzverfahren. Das in Kapitel 6 entwickelte 
Geometriemodell ermöglicht die werkstoffunabhängige Berechnung der Staugeometrie. Dies 
bietet die Möglichkeit zur Optimierung der Methode FloSim. Der Stau verändert die Bauteil-
geometrie im Bereich der Umformzone und ist als Durchmesservergrößerung an der 
Außenseite des Bauteils sichtbar. Neben der Integration des Staus in die Berechnung wurde 
daher eine Visualisierung des Bauteils als sinnvoll erachtet. Die Ergebnisausgabe 
von FloSim wurde daher um eine 2D- als auch 3D-Ansicht erweitert (Bild 7-3).  
Durch die Visualisierung des Bauteils wird auch die Integration des zweiten Ansatzes, der 
Berechnung der Bauteillänge auf Basis der Volumenkonstanz, ersichtlich. Für die Berech-
nung der aktuellen Länge sind keine weiteren Ansätze als die in Kapitel 6.2 erarbeiteten 
notwendig. Die Integration der Staugeometrie erfordert jedoch noch zusätzliche Definitionen. 
Das in Kapitel 6 erarbeitete Modell ermöglicht die Berechnung der quasistationären Stauge-
ometrie. Für das Modell FloSim wird die Annahme getroffen, dass die volle, quasistationäre 
Staugeometrie bei Erreichen des vollen Rollenkontaktes erreicht wird. Bis zum vollen Rollen-
kontakt wird eine lineare Zunahme der Stauhöhe definiert. Die Höhenzunahme hst_relativ(i) pro 
Umformschritt wird mit (Gl. 7.1) berechnet aus der quasistationären relativen Stauhöhe und 
der Anzahl der Umformschritte iUS_voller Kontakt, die bis zum Erreichen des vollen Rollenkontak-












       (Gl. 7.1) 
Dabei ergibt sich die Anzahl der Umformschritte iUS_voller Kontakt aus der axialen Ausdehnung 







i _        (Gl. 7.2) 
Für die Validierung der Bauteillängenberechnung wurden die mit FloSim berechneten Län-
gen mit den Endlängen verschiedener Bauteile aus den in Kapitel 4 durchgeführten 
Versuchen verglichen. Der Vergleich und die erzielten Abweichungen sind in Tabelle 7-1 
dargestellt. Es kann eine sehr gute Übereinstimmung festgehalten werden. Der erarbeitete 
Ansatz ist also geeignet, die Berechnung der aktuellen Bauteillänge, über den Zylinder-
drückwalzprozess hinweg, zu realisieren (vgl. Bild 6-26). 
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Bild 7-3: Erweiterte Ausgabemodule der FloSim-Version 1.1.0; Auswahlmöglichkeit und graphi-
sche Darstellung der berechneten globalen Größen und 2D-Ansicht inkl. der 
resultierenden Bauteilergebnisse (links); 3D-Ansicht des Bauteils (rechts) 
 







1 190,9 189,0 0,98 
2 176,9 175,7 0,65 
3 183,8 187,1 1,82 
4 177,3 180,4 1,75 
5 172,7 177,5 2,78 
6 173,4 179,3 3,40 
7 179,1 180,8 0,97 
8 176,3 181,3 2,84 
9 177,6 180,4 1,58 
10 181,0 184,8 2,10 
11 181,7 185,2 1,93 
12 175,9 179,3 1,93 
13 179,6 181,4 1,00 
14 175,6 179 1,94 
15 177,9 181,2 1,86 
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7.2.2 Integration Umformgradberechnung 
Auch die in Kapitel 6.3 abgeleiteten Ansätze für die Berechnung des quasistationären und 
mittleren Vergleichsumformgrades wurden in FloSim integriert. Sowohl der Wert für den mitt-
leren Vergleichsumformgrad als auch der Wert für den Vergleichsumformgrad an der 
Bauteilaußenseite werden als Ergebniswert in der 2D-Ansicht ausgegeben. Für den Ver-
gleichsumformgrad wurde die Berechnung wie unter Kapitel 6.3 erarbeitet integriert. In der 
Anlaufphase wird der ausgegebene Vergleichsumformgrad über den Ansatz nach (Gl. 6.41) 
berechnet. Dies geschieht so lange, bis dieser Wert dem des quasistationären Vergleichs-
umformgrades entspricht. Anschließend wird der konstante quasistationäre Wert 
ausgegeben. Für die Validierung der hinterlegten Berechnungen wurden für drei Versuche, 
die nicht bei der Entwicklung der analytischen Ansätze verwendet wurden, die simulativ und 
analytisch ermittelten Vergleichsumformgradverläufe gegenübergestellt (Bild 7-4). Für den 
quasistationären Wert zeigt sich in allen drei Fällen eine sehr gute Übereinstimmung. In der 
Anlaufphase treten jedoch größere Abweichungen zwischen den Vergleichsumformgradwer-





Bild 7-4: Simulativ und analytisch berechnete Vergleichsumformgradverläufe 
 
Für die zusätzliche Validierung des erarbeiteten Ansatzes für den quasistationären Ver-
gleichsumformgrades, über die Gültigkeitsbereiche der eigenen Versuche hinaus, wurde der 
analytisch berechnete Vergleichsumformgrad mit dem simulativ berechneten eines externen 
Referenzversuches [Cab-12] verglichen. Die Prozessparameter dieses Versuches sind in 
Tabelle 7-2 dargestellt. Der verwendete Werkstoff Al 99,5 wurde nicht in den eigenen Unter-
suchungen betrachtet und ist deutlich weicher als die Werkstoffe, die für die Erarbeitung der 
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Vergleichsumformgradansätze herangezogen wurden. Ebenfalls wird eine deutlich größere 
Anfangswandstärke verwendet. Weiterhin handelt es sich um die Verfahrensvariante Gleich-
lauf. 
 
Tabelle 7-2: Prozessparameter des externen Vergleichsversuches [Cab-12] 
Prozessparameter Wert 
Werkstoff Al 99,5 
Drehzahl n [U/min] 190 
Vorschub f [mm/s] 0,633 
Anfangswandstärke s0 [mm] 12,75 
Abstreckgrad εR [%] 20 
Arbeitswinkel α [°] 20 
 
Der simulativ berechnete Vergleichsumformgrad ist im folgenden Bild 7-5 dargestellt. Es 
ergibt sich ein quasistationärer Vergleichsumformgrad von ca. 3,3. Der mit (Gl. 6.32) analy-
tisch berechnete quasistationäre Vergleichsumformgrad liegt bei 3,76. Es ergibt sich also 
eine deutliche Abweichung von 0,46. Dies ist zurückzuführen auf die Berücksichtigung des 
Werkstoffes im analytischen Berechnungsansatz. Die untere Fließspannungsgrenze der un-
tersuchten Werkstoffe weist der Werkstoff (AlMg3) mit einer Anfangsfließspannung von ca. 
185 N/mm² auf. Die Anfangsfließspannung des Aluminiumwerkstoffes Al99,5 liegt bei 
ca. 40 N/mm² und liegt somit deutlich außerhalb des untersuchten Fließspannungsbereiches. 
Der Anstieg des Vergleichsumformgrades mit abnehmender Anfangsfließspannung wird im 
analytischen Ansatz zu stark abgebildet. Für eine exakte Beschreibung des Vergleichsum-
formgrades über die untersuchten Parameterbereiche hinaus, besonders für weitere 
Werkstoffe, müssen daher weitere Untersuchungen durchgeführt werden.  
Nichtsdestotrotz gibt der entwickelte analytische Ansatz, für die Berechnung des Vergleichs-
umformgrades diesen deutlich besser wieder als die, zum Stand der Technik gehörenden, 
geometriebasierten Ansätze. Im untersuchten Parameterbereich stimmen die berechneten 
Vergleichsumformgradwerte sehr gut mit den simulativ ermittelten Werten überein. Und auch 
außerhalb dieser Bereiche kann er in guter Näherung für die erste grobe Abschätzung der 
auftretenden Formänderungen verwendet werden. 
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Bild 7-5: Simulativ berechneter Vergleichsumformgrad für Referenzbauteil 
 
7.2.3 Integration der Temperaturberechnung 
Die wichtigste Erweiterung der Simulationsmethode FloSim liegt sicherlich in der Integration 
eines realitätsnahen Temperaturmodells, da die Temperaturentwicklung während des Pro-
zesses entscheidend die Fließspannung und somit die benötigten Kräfte beeinflusst. Dies 
kann in der bisherigen Modellversion nicht gewährleistet werden. Hier wird mit einer konstan-
ten Temperatur über den gesamten Prozess gerechnet. Fehlt hier also das Wissen über die 
Werkstücktemperatur während des Prozesses, muss mit der gewählten Starttemperatur oder 
einer geschätzten Prozesstemperatur gerechnet werden. Dies führt zu deutlichen Abwei-
chungen. 
Das in Kapitel 6 aufgestellte Temperaturmodell bietet die notwendige Grundlage für die reali-
tätsnahe Abbildung der Temperaturentwicklung am Bauteil. Für die Integration in FloSim war 
als Erstes eine Erweiterung des Eingabefensters notwendig (Bild 7-6), da neben den bishe-
rigen Eingabegrößen zusätzliche thermodynamische Parameter, wie die Wärmeleitfähigkeit 
oder die Wärmeübergangskoeffizienten, aber auch Materialparameter, wie die Dichte, not-






 Simulationsparameter und 
 Materialparameter. 
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Hinsichtlich der Materialparameter bleibt die Möglichkeit erhalten, die Fließspannung über 
die Ansätze nach SPITTEL oder LUDWIK zu beschreiben. Für die Berücksichtigung des Tem-
peratureinflusses muss jedoch der Ansatz nach SPITTEL verwendet werden. In diesem wird 
der Einfluss der Temperatur über den Faktor m1 berücksichtigt. Im Ansatz nach LUDWIK er-
folgt keine Berücksichtigung. 
 
Bild 7-6: Erweitertes Eingabemodul der FloSim-Version 1.1.0 
 
Ebenso wurde die Temperatur in die Ausgabe von FloSim integriert. Es erfolgt eine Wertan-
zeige über der 2D-Ansicht, die, wie bei den Kräften und Leistungen, bei Anwahl als 
Diagramm dargestellt wird. Zusätzlich werden die berechneten Temperaturen der Werkzeu-
ge und des Werkstückes in eine separate Ausgabedatei (Temperature.fls) geschrieben. Dies 
ermöglicht eine einfache Übertragung der Temperaturverläufe in andere Programme, wie 
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z.B. Excel, um eine weitere Auswertung oder einen Vergleich mit Versuchswerten durchzu-
führen. 
Für die Validierung des Temperaturmodells wurden drei unterschiedliche Versuche berech-
net. Als Erstes ein selbst durchgeführter Versuch mit dem Werkstoff 42CrMo4, bei dem die 
Temperatur am Ende des Prozesses mit einem Kontaktthermometer gemessen wurde, und 
als Zweites ein Versuch von MEYER [Mey-05], bei dem die Temperaturentwicklung über den 
Prozess mit einem Infrarotthermometer aufgenommen wurde. Der eigene Versuch wurde bei 
RT gestartet, während bei dem Versuch von MEYER das Werkstück vorgewärmt wurde. Der 
dritte Versuch, mit dem Werkstoff AlMg3, wurde ebenfalls selbst durchgeführt und die Tem-
peratur wurde am Ende des Prozesses mit einem Kontaktthermometer ermittelt. 
Ein Vergleich des analytisch berechneten Temperaturverlaufes mit der experimentell ermit-
telten Endtemperatur des ersten Versuches, unter Verwendung der in Tabelle 7-3 
genannten Temperaturkoeffizienten, ist im folgenden Bild 7-7 dargestellt. Das Werkstück 
hatte eine Ausgangslänge von 140 mm und der Umformweg betrug ca. 70 mm. Es wurde 
kein Kühlschmierstoff verwendet. 
 
Tabelle 7-3: Verwendete Temperaturparameter für die Berechnung des Versuches (42CrMo4, 
α = 20°, s0 = 4 mm, f = 1,33 mm/s, εR = 40 %, 0 = RT) 
Temperaturparameter Wert 
Wärmeleitfähigkeit λ [W/mK] 45 
Spezifische Wärmekapazität cp [J/kgK] 470 
Wärmeübergangskoeffizient zu den Werkzeugen αW [W/m²K] 8.000 
Wärmeübergangskoeffizient zur Umgebung αU [W/m²K] 60 
 
Bild 7-7: Temperaturabgleich mit Endtemperatur aus Versuch (42CrMo4, α = 20°, s0 = 4 mm, 
f = 1,33 mm/s, εR = 40 %, 0 = RT) 
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Die mit den angegebenen Parametern berechnete Endtemperatur stimmt sehr gut mit dem 
experimentell ermittelten Wert überein.  
Für die Berechnung des zweiten Versuches, mit dem vorgewärmten Werkstück, wurden die 
in Tabelle 7-4 gegebenen Parameter verwendet. Auch bei diesem Versuch wurde kein Kühl-
schmierstoff verwendet. Die Bauteilabmessungen und der gefahrene Umformweg sind 
ebenfalls identisch. Auch für diesen Versuch kann eine sehr gute Übereinstimmung des ana-
lytisch ermittelten Temperaturverlaufes mit dem experimentell ermittelten festgehalten 
werden (siehe Bild 7-8).  
 
Tabelle 7-4: Verwendete Temperaturparameter für die Berechnung des Versuches (42CrMo4, 
α = 20°, s0 = 4 mm, f = 1,33 mm/s, εR = 40 %, 0 = 365 °C) [Mey-05] 
Temperaturparameter Wert 
Wärmeleitfähigkeit λ [W/mK] 45 
Spezifische Wärmekapazität cp [J/kgK] 470 
Wärmeübergangskoeffizient zu den Werkzeugen αW [W/m²K] 2.500 
Wärmeübergangskoeffizient zur Umgebung αU [W/m²K] 60 
 
Bild 7-8: Temperaturabgleich mit Temperaturverlauf aus Versuch mit vorgewärmten Werkstück 
(42CrMo4, α = 20°, s0 = 4 mm, f = 1,33 mm/s, εR = 40 %, 0 = 365 °C) [Mey-05] 
 
Für die Berechnung des AlMg3-Versuches wurden die in Tabelle 7-5 genannten Tempera-
turkoeffizienten verwendet. Die Ausgangstemperatur des Werkstückes liegt bei 0 = RT, die 
Endtemperatur wurde wie beim ersten Versuch mittels Kontaktthermometer ermittelt. Aus-
gangslänge des Werkstückes und Umformweg sind identisch mit den Versuchen des 
Werkstoffes 42CrMo4. Ein Vergleich des analytisch berechneten Temperaturverlaufes mit 
der experimentell gemessenen Endtemperatur ist in Bild 7-9 dargestellt. Es kann auch für 
den Werkstoff AlMg3 eine sehr gute Übereinstimmung zwischen berechneter und gemesse-
ner Endtemperatur festgehalten werden.  
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Tabelle 7-5: Verwendete Temperaturparameter für die Berechnung des Versuches (AlMg3, 
α = 20°, s0 = 4 mm, f = 2,66 mm/s, εR = 30 %, 0 = RT) 
Temperaturparameter Wert 
Wärmeleitfähigkeit λ [W/mK] 150 
Spezifische Wärmekapazität cp [J/kgK] 900 
Wärmeübergangskoeffizient zu den Werkzeugen αW [W/m²K] 20.000 
Wärmeübergangskoeffizient zur Umgebung αU [W/m²K] 60 
 
Bild 7-9: Temperaturabgleich mit Endtemperatur aus Versuch (AlMg3, α = 20°, s0 = 4 mm, 
f = 2,66 mm/s, εR = 30 %, 0 = RT) 
 
Die für die Berechnungen verwendeten Wärmeübergangskoeffizienten liegen in den in der 
Literatur angegebenen Bereichen für den Kontakt von Metall/Metall bzw. Metall/Luft. Für die 
Abbildung des zweiten Versuches ist jedoch ein deutlich niedrigerer Wärmeübergangskoeffi-
zient zu den Werkzeugen zu wählen als für den ersten Versuch. Dies begründet sich in der 
Abbildung der Rollentemperatur. Der aus den kalten Werkzeugen resultierende sehr große 
Temperaturgradient zu Anfang des Prozesses führt dazu, dass sehr viel Wärme aus dem 
Werkstück abgeleitet wird. Durch die Berücksichtigung nur einer mittleren Rollentemperatur 
über das gesamte Rollenvolumen bleibt dieser Temperaturgradient im analytischen Modell 
sehr groß. In der Realität hingegen führt der Kontakt zwischen Werkstück und Werkzeug zu 
einer hohen Oberflächentemperatur der Rolle. Diese Temperaturerhöhung an der Oberfläche 
führt dann über entsprechende Wärmeleitung ins Innere der Rollen zu einer erhöhten Tem-
peratur der gesamten Rolle. Die Rollentemperatur und somit auch der Temperaturgradient in 
der Realität sind also über den gesamten Prozess sehr viel geringer. Durch die Verwendung 
eines niedrigeren Wärmeübergangskoeffizienten wird dieser Effekt korrigiert. 
Wie in allen Berechnungsmethoden stellt die Werkstücktemperatur eine zusätzliche Kalib-
riergröße dar, welche besonders über den Wärmeübergangskoeffizienten beeinflusst werden 
kann. Dieser muss daher entsprechend an die gegebenen Bedingungen angepasst werden. 
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Wird dies gewährleistet, ist jedoch eine sehr gute Übereinstimmung der Temperaturverläufe 
realisierbar, wie Bild 7-7 und Bild 7-8 zeigen. 
Das aufgestellte Temperaturmodell ist demnach angemessen geeignet die thermodynami-
schen Bedingungen während des Drückwalzprozesses abzubilden. 
 
7.2.4 Validierung der Änderungen 
Für die Gesamtvalidierung der eingebrachten Änderungen als auch für den Vergleich mit der 
vorrangegangenen FloSim Version 1.0.0 wurden unterschiedliche Versuche mit den Werk-
stoffen 42CrMo4, C15, St52 und 100Cr6 mit beiden FloSim-Versionen nachgerechnet und 
mit den entsprechenden experimentellen Werten verglichen. Wie vorhergehend bereits er-
wähnt, ist für eine Abbildung der Temperatureffekte die Beschreibung der Fließkurve über 
den Ansatz nach SPITTEL erforderlich. Die für die unterschiedlichen Werkstoffe verwendeten 
Fließkurvenparameter sind der folgenden Tabelle 7-6 zu entnehmen.  
 













A 929,8220674 1206,09587 888,34 856,43 295,847 
m1 -0,00064 -0,001 -0,00096 -0,00077 -0,00116 
m2 0,08896 0,1033 0,20978 0,12429 0,14087 
m3 0,01142 0,0189 0,00359 -0,00061 0,00531 
m4 -0,00802 -0,0179 0,00198 -0,00736 -0,02164 
 [°C] 20 - 400 20 - 400 20 - 300 20 - 300 20 - 200 
φ [-] 0,04 - 2,0 0,05 - 1,0 0,04 - 1,8 0,03 - 2,0 0,03 - 2,0 
  [s-1] 0,001 - 100 0,001 - 100 <500 <500 0,01 - 500 
 
Die Prozessparameter der Versuche mit dem Werkstoff 42CrMo4 sind in der folgenden Ta-
belle 7-7 dargestellt. Die Versuche 1 bis 4 sind aus der Versuchsreihe von MEYER [Mey-05] 
und wurden auch schon für die FloSim-Version 1.0.0 als Referenzversuche verwendet  
[Ufe-06]. Die Versuche 5 bis 7 entstammen eigenen experimentellen Untersuchungen. Für 
die Validierung der Version 1.0.0 nutzte UFER jedoch die mittleren Prozesstemperaturen, da 
diese während der Versuchsdurchführung aufgenommen wurden. Für den hier dargestellten 
Vergleich werden jedoch die tatsächlichen Anfangstemperaturen des Werkstückes für die 
Berechnung verwendet. Dies entspricht dem realen Anwendungsfall, da vor Berechnung des 
Versuches im Normalfall keine Aussage über die Bauteiltemperatur während der Umformung 
vorhanden ist. In der FloSim Version 1.0.0 musste die Umformtemperatur geschätzt werden, 
wenn diese berücksichtigt werden sollte, aber nicht aus Versuchen bekannt war. Durch die 
Integration der Temperaturberechnung entfällt dieser freie Parameter. 
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Für die Berechnung der vorgewärmten Stahlwerkstücke wurde ein Wärmeübergangskoeffi-
zient zu den Werkzeugen von αW = 2.500 W/m²K verwendet. Für die Versuche mit 0 = 25 °C 
als Starttemperatur wurde αW = 8.000 W/m²K verwendet. Alle Versuche wurden ohne die 
Verwendung eines Kühlschmierstoffes durchgeführt. 
 
Tabelle 7-7: Prozessparameter der berechneten Versuche 42CrMo4 
Parameter 1 2 3 4 5 6 7 
Arbeitswinkel α [°] 15 22 30 40 20 20 20 
Wandstärke s0 [mm] 4 
Abstreckgrad εR [%] 50 50 50 50 30 30 50 
Vorschub f [mm/s] 1,33 1,33 1,33 1,33 1,33 2,66 1,33 
Starttemperatur 0 [°C] 250 365 150 150 25 25 25 
Werkstück diws = 44 mm, daws = 52 mm 
Werkzeug Dr = 120 mm 
 
In Bild 7-11 und Bild 7-12 sind die Vergleiche der mit den beiden FloSim-Versionen berech-
neten Gesamtkräfte mit den experimentell ermittelten dargestellt. Da der in FloSim 
verwendete Mesh-Parameter einen deutlichen Einfluss auf die Größe der berechneten Kraft 
hat (siehe [Ufe-06]), wurde die Berechnung sowohl mit einem Mesh-Parameter (MP) von 
0,05 als auch mit einem Parameter von 0,2 durchgeführt. Der Mesh-Parameter beschreibt 
die Kantenlänge eines Volumenelementes in Längen- und Breitenrichtung der gedrückten 
Fläche (Bild 7-10). Diese wird in Abhängigkeit des Mesh-Parameters mit quadratischen 
Elementen vernetzt. 
 
Bild 7-10: Schematische Darstellung der Vernetzung  
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Es ist deutlich zu erkennen, dass unabhängig vom Mesh-Parameter die Kräfte durch die Be-
rücksichtigung der Temperaturentwicklung sinken. Somit können, mit der neuen FloSim-
Version 1.1.0, die Abweichungen zu den experimentellen Werten deutlich verringert werden. 
Mit dem Mesh-Parameter von 0,05 wird die größte Abweichung von 39 %, mit der Versi-
on 1.1.0, bei den Versuchen 3 und 5 erreicht. Die geringste Abweichung von 14 % ist bei den 
Versuchen 6 und 7 zu verzeichnen. Durch die Verwendung des Mesh-Parameters von 0,2 
sinken die berechneten Kräfte der Version 1.1.0 deutlich. So kann die Abweichung zwischen 
FloSim 1.1.0 und Versuch über alle Versuche auf unter 20 % gesenkt werden. Die beste 
Genauigkeit wird bei Versuch 2 erzielt, hier liegt die Abweichung zwischen Messwert und 
Berechnung bei lediglich 3 %. 
Der Einfluss des Mesh-Parametes auf die erzielbare Genauigkeit bei den Berechnungen mit 
FloSim wird sehr gut anhand von Bild 7-11 und Bild 7-12 deutlich. Für die folgenden Verglei-
che der weiteren Werkstoffe sind jeweils nur die Ergebnisse mit der geringsten Abweichung, 
in Abhängigkeit des Mesh-Parametes, angegeben. 
 
 
Bild 7-11: Gesamtkraftvergleich der Versuche 42CrMo4 MP = 0,05 
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Bild 7-12: Gesamtkraftvergleich der Versuche 42CrMo4 MP = 0,2 
 
Die Prozessparameter der C15-Versuche sind in Tabelle 7-8 dargestellt. Diese stammen alle 
aus den experimentellen Untersuchungen, die unter Kapitel 4 realisiert wurden. Alle Versu-
che wurden bei RT gestartet. Für die Berechnungen wurde daher einheitlich ein 
Wärmeübergangskoeffizient zu den Werkzeugen von αW = 8.000 W/m²K verwendet. Alle 
Versuche wurden ohne die Verwendung eines Kühlschmierstoffes durchgeführt. 
 
Tabelle 7-8: Prozessparameter der berechneten Versuche C15 
Parameter 1 2 3 4 5 6 7 8 9 
Arbeitswinkel α [°] 15 15 20 20 30 30 30 35 35 
Wandstärke s0 [mm] 4 
Abstreckgrad εR [%] 30 40 30 30 30 40 30 30 30 
Vorschub f [mm/s] 2,66 2,66 1,33 2,66 2,66 2,66 4,00 1,33 2,66 
Starttemperatur 0 [°C] 25 
Werkstück diws = 44 mm, daws = 52 mm 
Werkzeug Dr = 120 mm 
 
Der Vergleich der berechneten Gesamtkräfte mit den experimentell ermittelten ist in  
Bild 7-13 dargestellt. Generell ist bei diesem Werkstoff die Abweichung zwischen berechne-
ten und gemessenen Kräften geringer. Es wird auch hier wieder deutlich, dass die Werte der 
FloSim-Version 1.1.0 niedriger liegen. Dies wirkt sich hier jedoch nicht nur positiv aus. Bei 
den Versuchen 2, 6, 7 und 9 wird die Kraft bereits mit einer konstanten Temperatur von 
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25 °C zu niedrig berechnet. Hierbei führt die Berücksichtigung der Bauteilerwärmung zu noch 
niedrigeren Kräften und somit zu einer Verschlechterung in der Genauigkeit. Dies begründet 
sich in der Berücksichtigung der Umformzonentemperatur, die für die berechneten Versuche 
immer deutlich über 200°C liegt. Die erhöhte Temperatur führt im Vergleich zur Versi-
on 1.0.0, bei der mit konstanter RT gerechnet wird, zu einem geringeren 
Fließspannungsbedarf und somit auch zu geringeren Kräften. Die beste Übereinstimmung 
zwischen experimentell ermittelter Kraft und mit FloSim-Version 1.1.0 berechneter Kraft wird 
bei Versuch 8 erreicht. Hier tritt nur eine Abweichung von 0,1% auf. Die größte Abweichung 
von -39 % tritt bei Versuch 6 auf. Hier verschlechtert sich auch die Genauigkeit im Vergleich 
zur Version 1.0.0. Die Abweichung wird um 7,5 %, von - 31,5 % auf - 39 %, größer.  
 
Bild 7-13: Gesamtkraftvergleich der Versuche C15 MP = 0,05 
 
Für den Werkstoff St52 wurden ebenfalls neun Versuche nachgerechnet, deren Parameter in 
der nachfolgenden Tabelle 7-9 dargelegt sind. Diese stammen aus den experimentellen Un-
tersuchungen aus Kapitel 4. Da auch hier alle Versuche bei RT gestartet wurden, ohne 
Kühlschmierstoff, wurde für die Berechnungen einheitlich ein Wärmeübergangskoeffizient zu 
den Werkzeugen von αW = 8.000 W/m²K verwendet.  
Der Gesamtkraftvergleich zwischen berechneten und experimentell ermittelten Werten ist in 
Bild 7-14 dargestellt. Die Berechnungsgenauigkeit der FloSim-Version 1.1.0 ist ähnlich wie 
bei dem vorrangegangenen Werkstoff C15. Auch hier kommt es bei einigen Versuchen zu 
einer Verschlechterung der Genauigkeit, da die Kräfte bereits ohne Berücksichtigung der 
Erwärmung zu niedrig berechnet werden. Die kleinste Abweichung von - 6 % bzw. + 6 % tritt 
bei den Versuchen 6 und 8 auf. Die mit 34 % größte Abweichung tritt beim Versuch 2 auf. 
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Tabelle 7-9: Prozessparameter der berechneten Versuche St52 
Parameter 1 2 3 4 5 6 7 8 9 
Arbeitswinkel α [°] 15 20 20 20 30 30 30 35 35 
Wandstärke s0 [mm] 4 
Abstreckgrad εR [%] 30 30 40 50 30 30 30 30 30 
Vorschub f [mm/s] 2,66 1,33 1,33 1,33 1,33 2,66 4,00 1,33 2,66 
Starttemperatur 0 [°C] 25 
Werkstück diws = 44 mm, daws = 52 mm 
Werkzeug Dr = 120 mm 
 
 
Bild 7-14: Gesamtkraftvergleich der Versuche St52 MP = 0,05 
 
Der Stahlwerkstoff, der für die Validierung der eingebrachten Änderungen abschließend be-
trachtet wurde, ist der 100Cr6. Die in Tabelle 7-10 aufgezeigten Versuche wurden alle im 
Rahmen des SPP 1074 durchgeführt [Mey-05]. Die Versuche wurden mit leicht erwärmten 
Werkstücken durchgeführt. Aufgrund der geringen Anfangswärme wurde auch hier für alle 
Versuche mit einem Wärmeübergangskoeffizient zu den Werkzeugen von αW = 8.000 W/m²K 
gerechnet. Neben der Variation von Arbeitswinkel, Abstreckgrad und Vorschub wurden hier 
auch verschiedene Wandstärken untersucht. 
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Tabelle 7-10: Prozessparameter der berechneten Versuche 100Cr6 [Mey-05] 
Parameter 1 2 3 4 5 6 7 8 9 10 
Arbeitswinkel α [°] 22 22 22 30 30 30 30 40 40 40 
Wandstärke s0 [mm] 3 4 4 3 3 3 3 3 4 5 
Abstreckgrad εR [%] 40 30 30 40 30 40 50 40 40 30 
Vorschub f [mm/s] 1,33 1,33 2,66 1,33 2,66 2,66 2,66 1,33 1,33 2,66 
Starttemperatur 0 [°C] 80 70 50 70 75 70 75 100 60 60 
Werkstück diws = 50 mm, daws = 56 - 60 mm 
Werkzeug Dr = 120 mm 
 
Der Vergleich der berechneten Gesamtkräfte mit den experimentell ermittelten ist in  
Bild 7-15 dargestellt. Von allen Werkstoffen konnte beim Werkstoff 100Cr6 die höchste Ge-
nauigkeit erzielt werden, bei Verwendung der FloSim-Version 1.1.0. Für den Versuch 10 
stimmt die die berechnete Kraft nahezu hundertprozentig mit der experimentell ermittelten 
überein. Hier tritt nur eine Abweichung von 0,1 % auf. Die größte Abweichung tritt mit - 24 % 
bei Versuch 7 auf. Außer für die Versuche 7 und 8 kann für alle eine Genauigkeitssteigerung 
durch die Verwendung der neuen FloSim-Version erzielt werden. Bei diesen beiden Versu-
chen werden die Kräfte, aufgrund der Temperaturberücksichtigung, deutlich zu niedrig 
berechnet. Bis auf den Versuch 7 wird für alle eine Abweichung von unter ± 20 % erreicht. 
Für 7 von 10 Versuchen sogar unterhalb von ± 15 %. 
 
Bild 7-15: Gesamtkraftvergleich der Versuche 100Cr6 MP = 0,05 
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Neben den vier Stahlwerkstoffen wurden auch die in Tabelle 7-11 angegebenen Versuche 
mit dem Werkstoff AlMg3 berechnet. Alle Versuche wurden bei Raumtemperatur und ohne 
die Anwendung eines Kühlschmierstoffes durchgeführt. Zur Beschreibung des Wärmeüber-
gangs zu den Werkzeugen wurde ein Wärmeübergangskoeffizient von αW = 20.000 W/m²K 
verwendet, der sich aus dem Abgleich der experimentell ermittelten Temperatur und der ana-
lytisch berechneten unter Kapitel 7.2.3 ergibt. 
 
Tabelle 7-11: Prozessparameter der berechneten Versuche AlMg3 
Parameter 1 2 3 4 5 6 7 8 
Arbeitswinkel α [°] 15 15 20 20 30 30 30 35 
Wandstärke s0 [mm] 4 
Abstreckgrad εR [%] 30 
Vorschub f [mm/s] 1,33 2,66 1,33 2,66 1,33 2,66 4,00 1,33 
Starttemperatur 0 [°C] 25 
Werkstück diws = 44 mm, daws = 52 mm 
Werkzeug Dr = 120 mm 
 
Die Gegenüberstellung der berechneten Gesamtkräfte mit den experimentell ermittelten ist 
für den Werkstoff AlMg3 im folgenden Bild 7-16 dargestellt. Im Vergleich zu den Stahlwerk-
stoffen, kann hier nur eine sehr geringe Genauigkeitssteigerung erzielt werden. Dies 
begründet sich einerseits in den geringen Umformtemperaturen, wodurch der Einfluss der 
Temperatur auf die notwendige Fließspannung und schlussendlich auf die benötigten Kräfte 
nur sehr gering ist. Anderseits sind die berechneten Kräfte, unabhängig von der FloSim-
Version in 75 % der Fälle zu niedrig. Hier bleibt die Vermutung offen, dass die für die Be-
rechnung verwendeten Materialdaten aus der Literatur nicht ausreichend sind, den 
Versuchswerkstoff zu beschreiben. In sechs der acht Versuche liegen die berechneten Kräf-
te über 20 % unterhalb der experimentell ermittelten. Lediglich in den Versuchen 2 und 5 
wird eine sehr gute Übereinstimmung zwischen Experiment und Berechnung erreicht. 
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Bild 7-16: Gesamtkraftvergleich der Versuche AlMg3 MP = 0,05 
 
Neben dem Abgleich der Genauigkeitssteigerung zwischen der alten und neuen FloSim-
Version ist in Bild 7-17 ein Vergleich zwischen den mit FloSim 1.1.0 berechneten und den 
mittels FEM ermittelten Gesamtkräften dargestellt. Die Prozessparameter der dargestellten 
fünf Versuche sind in Tabelle 7-12 gegeben. Ebenfalls sind in Tabelle 7-12 die für die FE-
Simulationen benötigten Rechenzeiten angegeben.  
Anhand des Kraftvergleiches wird deutlich, dass die FEM erwartungsgemäß deutlich genau-
ere Aussagen bezüglich der benötigten Prozesskräfte liefert. Hier treten für die betrachteten 
Versuche Abweichungen von unter 10 % auf. Die mit FloSim berechneten Kräfte sind deut-
lich größer als die FEM-Werte. Die Abweichungen im Vergleich zum Versuch hängen jedoch 
stark vom verwendeten Mesh-Parameter ab. Während bei einem Parameter von 0,05 die 
Abweichungen zwischen 19 % und 50 % schwanken, kann dies mit einem Parameter von 
0,2 auf 5 % bis 30 % reduziert werden. Der große Vorteil von FloSim liegt jedoch in den be-
nötigten Rechenzeiten. Die in Tabelle 7-12 angegebenen Rechenzeiten für die FEM 
resultieren aus Simulationen mit unterschiedlichen PCs. Je nach Leistung des verwendeten 
Rechners kommt es zu starken Schwankungen in den Rechenzeiten. Es wird jedoch ersicht-
lich, dass unabhängig von der Rechenleistung die Berechnungszeit immer mehrere hundert 
Stunden beträgt. Mit FloSim können diese Versuche, unabhängig von der Rechenleistung 
des PCs, innerhalb von wenigen Minuten realisiert werden. 
Durch den gezeigten Vergleich wird deutlich, dass FloSim trotz der größeren Abweichungen 
für eine überschlägige Kraftberechnung interessant ist, da innerhalb von wenigen Minuten 
Aussagen über die Kräfte vorliegen und so eine Maschinenauswahl erfolgen kann. Erreicht 
man mit dem FloSim-Werten kritische Bereiche der zur Verfügung stehenden Maschinen 
kann für genauere Aussagen zusätzlich eine FEM-Berechnung durchgeführt werden. 
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Tabelle 7-12: Prozessparameter und Rechenzeiten der Versuche für den Kraftabgleich zwischen 
FEM-Simulation und FloSim 1.1.0 
Parameter 1 2 3 4 5 
Werkstoff 42CrMo4 100Cr6 C15 St52 42CrMo4 
Arbeitswinkel α [°] 20 22 30 20 20 
Wandstärke s0 [mm] 4 4 4 4 4 
Abstreckgrad εR [%] 50 40 35 35 40 
Vorschub f [mm/s] 1,33 1,33 1,33 1,33 1,33 
Starttemperatur 0 [°C] 25 
Werkstück diws = 50 mm, daws = 56 - 60 mm 
Werkzeug Dr = 120 mm 
Rechenzeit FEM [h] 930 520 680 585 1200 
Rechenzeit FloSim < 2 min 
 
Bild 7-17: Gesamtkraftvergleich zwischen FEM-Simulation und FloSim 1.1.0 
 
Neben den Aussagen über die benötigten Prozesskräfte liefert die FEM auch detailliert Aus-
sagen über lokale Ergebnisse wie auftretende Spannungen, Verschiebungen, Umformgrade 
oder Temperaturen. Diese gesamte Ergebnisfülle und die detaillierten Ergebniswerte für das 
gesamte Bauteil können durch FloSim nicht bereitgestellt werden. Durch die in dieser Arbeit 
entwickelten Modelle konnte jedoch auch die Aussagequalität von FloSim deutlich erweitert 
werden. Wie in Bild 7-3 bereits ersichtlich wurde besteht in FloSim die Möglichkeit zur Aus-
wertung und graphischen Darstelung der benötigten Leistungsanteile, Kraftanteile sowie des 
Drehmomentes. Diese wurde um die Auswertung der Umformzonentemperatur erweitert. 
Durch das integrierte 2D-Ausgabefenster wird nun auch eine Visualisierung des Bauteils 
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bereitgestellt. Anhand dieser werden die Ergebnissgrößen aktuelle Bauteillänge, Stauhöhe 
sowie der quasistationäre als auch mittlere Vergleichsumformgrad bereitgestellt. Durch die 
vorgenommenen Erweiterungen können somit auch durch FloSim die wichtigsten Prozess-
charakteristika ausgewertet werden. 
 
7.3 Zusammenfassung Anwendung 
Im letzten Abschnitt dieser Arbeit wurde die Anwendung der in den vorangegangenen Ab-
schnitten erarbeiteten Modelle für zwei unterschiedliche Bereiche beschrieben und validiert. 
Zum einen kann durch die Anwendung des Geometriemodells die quasistationäre Um-
formzonengeometrie des Bauteils ermittelt werden. Mit dieser, als modifizierte 
Anfangsgeometrie für die FEM-Simulation, kann die Rechenzeit bis zum Erreichen des tat-
sächlichen quasistationären Zustandes deutlich verringert werden. 
Die Ansätze für die Berechnung der Bauteillänge und der Umformzonentemperatur sind ge-
eignet, die Charakteristika des Zylinderdrückwalzens mit ausreichender Genauigkeit 
abzubilden. Die Übereinstimmung zwischen berechneten Werten und experimentell ermittel-
ten Werten ist für beide Ansätze sehr gut.  
Weiterhin ermöglichen diese Ansätze für die Berechnung der Bauteillänge, des Vergleichs-
umformgrades und der Temperatur eine Erweiterung der, an der Professur Virtuelle 
Fertigungstechnik entwickelten Simulationsmethode FloSim. Durch die Erweiterung der vo-
rangegangenen FloSim-Version 1.0.0 mit den genannten Ansätzen sinken die berechneten 
Kräfte deutlich. Dies führt in vielen Fällen zu einer Verbesserung der Genauigkeit, jedoch 
auch in einigen Fällen zu einer Verschlechterung, da die Kräfte unter Berücksichtigung der 
Temperatur zu niedrig berechnet werden. 
Hier muss allerdings auch berücksichtigt werden, dass alle Versuche mit zwei standardmä-
ßigen Wärmeübergangskoeffizienten berechnet wurden. Diese variieren z.B. in Abhängigkeit 
der sich ergebenden Oberflächenqualität am Bauteil. Die Wärmeübergangskoeffizienten und 
somit die Temperatur stellen eine weitere Kalibriergröße innerhalb des Modells dar. 
In der Gesamtheit kann die Abweichung zwischen berechneten und gemessenen Werten 
jedoch deutlich gesenkt werden. Liegt die Abweichung bei der FloSim-Version 1.0.0 noch 
zwischen 2,6 % bis maximal 64 %, so kann sie in der Version 1.1.0 auf 0,1 % bis maximal 
39 % reduziert werden. In einer Vielzahl der Fälle liegt die Abweichung zwischen ± 20 %. 
Durch den abschließenden Vergleich zwischen den mit FloSim berechneten Kräften und den 
FEM-Werten, in Verbindung mit den notwendigen Rechenzeiten wird das Potential von Flo-
Sim verdeutlicht. Aufgrund der extrem schnellen Berechnung im Vergleich zur FEM ist 
FloSim für eine überschlägige Kraftberechnung prädestiniert. Gelangt man an die techni-
schen Grenzen der zur Verfügung stehenden Maschinen oder benötigt genauere Aussagen 
kann eine FEM-Berechnung durchgeführt werden. Ebenfalls kann durch den Vergleich auch 
der Einfluss des Mesh-Parameters nochmals verdeutlicht werden. Durch die Wahl eines ge-
eigneten Parameters kann die Genauigkeit der berechneten Kräfte deutlich verbessert 
werden. Wie bei der FEM-Simulation ist auch für FloSim eine Kalibrierung der verwendeten 
Simulationsparameter notwendig und sinnvoll. 
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8 Zusammenfassung und Ausblick 
Drückwalzen ist als inkrementelles Umformverfahren durch eine Vielzahl kleiner, ähnlicher 
Umformschritte und die, im Verhältnis zum Bauteil gesehen, sehr kleine Umformzone ge-
kennzeichnet. Diese Charakteristika führen dazu, dass die Abbildung des Prozesses mit der 
Finite-Elemente-Methode (FEM) mit enormen Rechenzeiten verbunden ist. Aufgrund dessen 
hat sich die FEM noch nicht in der Prozessauslegung und Analyse etabliert, wie es z.B. bei 
Blechumformprozessen in der Automobilindustrie der Fall ist. 
Aufgrund der langen Rechenzeiten numerischer Verfahren sind in der Vergangenheit eine 
Vielzahl an elementaren/analytischen Modellen für die Abbildung des Prozesses entwickelt 
worden. An der Professur Virtuelle Fertigungstechnik z.B. die Formänderungs-Modell-
Methode und das Modell FloSim 1.0.0. Allen gemeinsam ist jedoch, dass nicht alle Phäno-
mene des Drückwalzprozesses berücksichtigt werden. In vielen Modellen werden nur 
bestimmte Teilaspekte des Verfahrens betrachtet oder es wird nur die quasistationäre Pro-
zessphase abgebildet. 
Aspekte wie die Berechnung der Bauteillänge über den Prozess hinweg, genauso wie die 
Berücksichtigung der Temperaturentwicklung in der Umformzone werden meist nicht berück-
sichtigt. Ebenso werden prozesscharakteristische Aspekte wie die Staubildung vor der Rolle 
vernachlässigt. 
Hinsichtlich der auftretenden sehr großen Vergleichsumformgrade, durch die starken inneren 
Verschiebungen am Werkstück, gibt es noch keinen Ansatz, der diese ausreichend be-
schreiben kann. 
In der vorliegenden Arbeit wurden daher unterschiedliche Ansätze erarbeitet, die es ermögli-
chen einige der komplexen Prozesscharakteristika des Drückwalzens zu beschreiben und so 
einen Beitrag zur besseren analytischen Berechnung des Prozesses als auch zur schnelle-
ren FE-Simulation zu leisten. Es wurden vier Ansätze erarbeitet, die es ermöglichen, die 
Faktoren Bauteillänge, Staugeometrie, Umformgrad und Temperatur zu beschreiben. Mit 
jedem dieser Ansätze für sich kann eine sehr gute Übereinstimmung mit experimentell ge-
messenen Werten (Geometrie Umformzone, Temperatur) bzw. FEM-Simulationen 
(Umformgrad) erreicht werden. 
Das Geometriemodell ModIni wurde durch die beschriebenen Ansätze weiterentwickelt. Es 
wurden die Beschreibung der Stau- als auch Wulstgeometrie überarbeitet und entsprechen-
de neue Berechnungsansätze erarbeitet. Hier ist besonders die werkstoffunabhängige 
Berechnungsmöglichkeit der Staugeometrie hervorzuheben.  
Alle vier Ansätze können zur Verbesserung der Simulationsmethode FloSim beitragen. Die 
Berechnung der aktuellen Bauteillänge ermöglicht eine Visualisierung dessen über den Pro-
zess hinweg. Durch das gegebene Geometriemodell kann die Staubildung integriert werden. 
Ebenso kann der Vergleichsumformgrad über die abgeleiteten Ansätze für die gesamte Pro-
zessphase berücksichtigt werden. Durch die Implementierung des aufgestellten 
Temperaturmodells wird die Erwärmung des Bauteils und somit das Absinken der Fließ-
spannung, die für eine plastische Verformung notwendig ist, berücksichtigt.  
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Dies führt in seiner Gesamtheit dazu, dass die berechneten Kräfte deutlich absinken, im 
Vergleich zur vorrangegangenen FloSim-Version. In den meisten Anwendungsfällen konnte 
so eine Genauigkeitssteigerung erzielt werden. Es tritt jedoch auch in einigen Fällen eine 
Verschlechterung hinsichtlich der Kräfte auf, da diese bereits ohne Temperaturberücksichti-
gung mit einer guten Übereinstimmung berechnet wurden. In diesem Fällen werden die 
benötigten Kräfte durch die Berücksichtigung der Erwärmung zu niedrig berechnet. 
Nichtsdestotrotz sind, wie das einleitende Sprichwort schon sagt, kleine Schritte besser als 
keine. Durch die vorgestellten Modelle kann im Einzelnen und auch in der Gesamtheit, in der 
Anwendung in FloSim, ein guter Beitrag zur besseren analytischen Beschreibung des Zylin-
derdrückwalzprozesses und somit zur realitätsnäheren Abbildung geleistet werden. Die Höhe 
der Abweichungen kann über die Gesamtheit der untersuchten Anwendungsfälle reduziert 
werden. 
Ein weiterer Schritt zur Optimierung bzw. Erweiterung der Verfahrensbeschreibung sollte die 
Möglichkeit zur Hinterlegung von rollenbezogenen Steuerungsdaten, d.h. dem Verfahrweg 
der Rolle, in FloSim sein. Durch diese Hinterlegung kann die entsprechende Rollenzustel-
lung in der Berechnung der gedrückten Fläche und des verdrängten Volumens berücksichtigt 
werden. Somit könnte die Anwendung von FloSim auf axial abgesetzte Werkstücke erweitert 
werden. 
Hinsichtlich der Temperaturberechnung kann das vorgestellte Modell bezüglich der Werk-
zeugtemperaturen verbessert werden, indem die Oberflächentemperatur und die 
Wärmeleitung ins Innere berücksichtigt wird. Somit könnten auch genauere Aussagen über 
die auftretenden Werkzeugtemperaturen getroffen werden. Für die realitätsnahe Berücksich-
tigung der Umformzonentemperatur führt, wie gezeigt, auch eine mittlere 
Werkzeugtemperatur zu realitätsnahen Aussagen. 
Als wichtigster Aspekt in weiteren Arbeiten wird die Überprüfung der auftretenden Ge-
schwindigkeitsfelder gesehen. Wie die gezeigten Kraftvergleiche verdeutlicht haben, werden 
die Kräfte teilweise deutlich zu hoch, aber teilweise auch deutlich zu niedrig berechnet. Dies 
lässt darauf schließen, dass es sich nicht um eine systematische Fehlerquelle, wie die Nicht-
berücksichtigung der Temperaturentwicklung, handelt, sondern um die nicht exakte 
Abbildung verschiedener Prozessparametereinflüsse. Die Prozessparameter beeinflussen 
entscheidend die auftretenden Umformgeschwindigkeiten, welche die Grundlage für das 
obere Schrankenverfahren und somit für die Kraftberechnung sind. 
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Anhang 1: Übersicht der neu entwickelten Berechnungsansätze 
 Geometriemodell 
Das in Kapitel 6.1 entwickelte Geometriemodell umfasst die folgenden neuen Ansätze. Die 
Stauhöhe kann werkstoffunabhängig berechnet werden mit: 
 Rfst sfkh   5,0984,005,0sin514,10002,0 00   (Gl. 6.5) 
  hst [mm], kf0…[N/mm²], α…[°], f…[mm/s], s0…[mm], εR…[-] 
 
Die beiden Ansätze zur Berechnung von hst und hw stellen frei gewählte Parameterkombina-
tionen der prozessspezifischen Systemparameter dar. Durch diese Kombination, 
physikalisch unterschiedlicher Größen, wird keine korrekte Dimensionsanalyse erreicht. Für 
die betreffenden Ansätze sind deshalb jeweils die notwendigen Eingabemaßeinheiten als 
auch die Ausgabemaßeinheit separat angegeben. 
Auf Basis der Stauhöhe kann aufgrund der gegebenen geometrischen Beziehungen die 








         (Gl. 6.6) 
 
Für die Wulsthöhe wurde der folgende Ansatz aus dem Modell ModIni übernommen. 
 Rw PsPfPPh   40321 sin      (Gl. 6.7) 
  hW [mm], kf0…[N/mm²], α…[°], f…[mm/s], s0…[mm], εR…[-] 
 
Die notwendigen Modellparameter wurden jedoch überarbeitet und auf die fünf untersuchten 
Werkstoffe erweitert (siehe folgende Tabelle). 
 
Tabelle 6-1: Faktoren P1 bis P4 für die Berechnung der Wulsthöhe 
Werkstoff P1 P2 P3 P4 
AlMg3 -0,467 0,085 0,0342 0,623 
C15 0,402 -0,02 0,035 -0,47 
St52 -0,0635 0,086 -0,13 1,6 
100Cr6 2,286 -0,156 0,378 -4,148 
42CrMo4 0,156 -0,0035 -0,0041 0,241 
 
Anhang  146 
In den Untersuchungen stellte sich heraus, dass die Wulst immer um einen bestimmten Fak-
tor verschoben unter dem Stau liegt. Für die Berechnung der Wulstlänge wurden die 
Wulstanfangs- und Wulstendlänge neu definiert. Die Wulstanfangslänge lwa kann berechnet 
werden mit: 
 stlwawa lKl          (Gl. 6.12) 
 
Der notwendige Faktor Klwa ist in der folgenden Tabelle dargestellt: 
Tabelle 6-3: Konstanter Faktor Klwa für die Berechnung der Wulstanfangslänge lwa 







Die Wulstendlänge kann berechnet werden mit: 
 03 slwe           (Gl. 6.14) 
 
 Vergleichsumformgrad 
Für die Berechnung des Vergleichsumformgrades von Zylinderdrückwalzprozessen wurden 
drei neue Ansätze entwickelt. Diese umfassen den Vergleichsumformgrad im quasistationä-
ren Zustand φqsZ, den mittleren Vergleichsumformgrad über der Wandstärke φMW und den 
Vergleichsumformgrad während der Anlaufphase φAnlauf. Die dargelegten Ansätze zur Be-
rechnung von φqsZ, K, φAnlauf und αφ stellen frei gewählte Parameterkombinationen der 
prozessspezifischen Systemparameter dar. Durch diese Kombination, physikalisch unter-
schiedlicher Größen, wird keine korrekte Dimensionsanalyse erreicht. Für die betreffenden 
Ansätze sind deshalb jeweils die notwendigen Eingabemaßeinheiten als auch die Ausgabe-
maßeinheit separat angegeben. 
 
φqsZ kann berechnet werden mit: 
   























 (Gl. 6.32) 
 φvqsZ [-], kf0…[N/mm²], f…[mm/s], εR…[-], α…[°], s0…[mm] 
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       (Gl. 6.37) 
 
Die für den mittleren Vergleichsumformgrad notwendige Krümmung K des Wandstärkenver-
laufes kann berechnet werden mit: 
     






















 (Gl. 6.39) 
 K…[-], kf0…[N/mm²], f…[mm/s], εR…[-], α…[°], s0…[mm] 
 
Der Vergleichsumformgrad, bis hin zum Erreichen des quasistationären Wertes, wird über 
den Umformweg sUmformung und den Anstiegswinkel αφ einer Geraden berechnet mit: 
  UmformungAnlauf s  bis φAnlauf = φvqsZ.    (Gl. 6.41) 
  φAnlauf …[-], sUmformung…[mm], α…[°] 
 
Der Anstiegswinkel der Geraden berechnet sich mit: 
   
















  (Gl. 6.40) 
 αφ…[°], f…[mm/s], εR…[-], α…[°], s0…[mm] 
 
 
